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iTitre ⋄ Instabilités locales de structures en composite acier-béton aux températures
élevées
Résumé ⋄ Les éléments de construction
en béton renforcé par plaque constituent
une technologie de construction émer-
gente dont l’utilisation commence à se
développer. Ces éléments sont composés
de deux plaques en acier en parement d’un
bétonde remplissage. Les plaques, connec-
tées entre elles par des tiges métalliques,
travaillent de façon composite pour oc-
troyer à la structure ses propriétés de ré-
sistance mécanique. En cas de voilement
local, les transferts d’action acier-béton ne
sont plus développés entraînant une perte
de résistance globale de la structure. Le
présent travail de recherche est consacré
au risque de voilement local induit par une
élévation de la température telle qu’elle
pourrait survenir dans le cadre d’une util-
isation nucléaire de la technologie.
Aﬁn de proposer une méthode de concep-
tion adaptée à l’ingénierie, nous veillerons,
sur la base de développements analytiques,
à déﬁnir un domaine de ﬂambement te-
nant compte de la plasticité locale et à pro-
poser une estimation de la déformée à une
température donnée. Les résultats analy-
tiques seront confrontés aux solutions is-
sues de la simulation numérique et de l’ex-
périmentation.
Mots-clé ⋄ Composite acier-béton, Flambement, von Karman, Thermo-élasticité, Elé-
ment ﬁni, Expérimental
Title ⋄ Local Buckling of Steel-concrete-structures submitted to elevated temperatures
Abstract ⋄ Steel plate reinforced structure
(SC) are an emerging building technologie
which use is spreading. One SC panel is
made of two external steel plates and a con-
crete core. The plates, connected together
thanks to tiebars, work with the concrete
core as a composite providing the struc-
ture its resistance properties. In case of lo-
cal buckling, composite actions between
the steel plate and the concrete cannot de-
velop anymore, leading to a loss of resis-
tance of the structure. Our work focuses
on preventing the buckling that may result
from a temperature increase in case of ac-
cident in a nuclear powerplant.
In order to provide design guidance and
based on analytic developments we aim at
provinding : (i) an operating domain tak-
ing into account of the coupling between
buckling and plasticity, (ii) an estimation of
the deﬂection at a given temperature. The
analytical solutions are ﬁnally compared
with results obtained from numerical sim-
ulations and a local size experimental cam-
paign.
Keywords ⋄ Steel-concrete structures, Buckling, von Karman, Thermoelasticity, Finite el-
ement method, Experiment
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Nomenclature
Cette nomenclature présente les notations les plus couramment utilisées dans ces travaux.
Dans le corps de texte la notation peut être ponctuellement modiﬁée pour caractériser des
grandeurs nouvelles. On se référera donc en premier lieu au texte descriptif qui, en cas de
litiges, se supplante à la présente nomenclature.
Glossaire
Sym. Signiﬁcation
ABI Analytique, Bridage
Imparfait
ABP Analytique, Bridage Parfait
BWA Boiling Water Accident
CNPE Centrale Nucléaire de
Production d’Electricité
EDF Électricité de France
EIP Elément Important pour la
Protection
EN Norme Européenne
ICB Interface Connecteur-Béton
IPB Interface Plaque-Béton
JEA Japanese Electric Association
Sym. Signiﬁcation
KEA Korean Electric Association
RC Reinforced Concrete
ROI Region of Interest
SC Steel plate reinforced
Concrete
SCI Steel construction institute
SCIENCE Steel Concrete for Industrial,
Energy and Nuclear
Construction Efﬁciency
SDIC Stereo Digital Image
Correlation
SFR Sodium Fast Reactor
SMR Small Modular Reactor
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xvi Nomenclature
Variables scalaires
Sym. Signiﬁcation U.
α diffusivité thermique m2/s
β dilatation thermique m/(m◦C)
δθ écart de température
relatif
%
γ élancement plan
(plaque)
sx/sy
Γi base fonctionnelle
Galerkin (uˇx)
−
γi coefﬁcient de Galerkin −
κ courbure m−1
ǫ émissivité −
ε déformation −
εd0 seuil
d’endommagement
−
Λ paramètre
d’anisothermie
−
λ˙pl multiplicateur plastique −
λ coefﬁcient de
conductivité thermique
W/(m◦C)
λL premier coefﬁcient de
Lamé
Pa
µL second coefﬁcient de
Lamé
Pa
ν coefﬁcient de Poisson −
Π énergie potentielle J
π constante π −
π nombre sans dimension −
̟ poids −
Sym. Signiﬁcation U.
̟M poids de la correction
apportée sur le moment
−
Φi base fonctionnelle
Galerkin (uˇy )
−
Φ ﬂux W
ϕ élancement (plaque) sy/tp
ϕ densité de ﬂux
surfacique
W/m2
Ψi base fonctionnelle
Galerkin (wˇ)
−
ψ potentiel d’état J
ρ masse volumique kg/m3
̺a quantité d’acier %
̺sh rapport de portée en
cisaillement
%
σ contrainte Pa
σ′ déviateur des
contraintes
Pa
σH contraintes
hydrostatiques
Pa
σ0 constante de Boltzmann W/(m2K4)
τ temps s
θ écart de température
avec milieu ambiant
◦C
θ angle de rotation rad
ξ défaut adimensionné
(
W /tp
ζi coefﬁcients partiels de w
analytique
−
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xvii
Sym. Signiﬁcation U.
A section m2
C raideur de membrane
(plaque)
N/m
Cp chaleur spéciﬁque J/(kgK)
D raideur de ﬂexion
(plaque)
Nm
D variable
d’endommagement
−
E module d’Young Pa
e excentricité m
Esec module sécant Pa
Etan module tangent Pa
F fonction d’Airy Nm
f effort N
h coefﬁcient d’échange
convectif
W/(mK)
hpe contraste −
hth conductance
thermique
W/(K)
I module d’inertie m4
K raideur N/m
kcrit coefﬁcient de criticité −
l longueur m
M moment Nm
MΣ moment somme Nm
N effort membranaire N/m
Nu nombre de Nusselt −
Ø diamètre m
pt charges transverses
surfacique
Pa
Q effort cisaillement N
Sym. Signiﬁcation U.
R variable associée à
l’écrouissage isotrope
Pa
r variable d’état
d’écrouissage isotrope
−
R th résistance thermique K/W
s espacement
connecteurs
m
T température ◦C
t épaisseur m
T0 température initiale ◦C
Tr f température de
raccord
◦C
U amplitude de uˇx m
u déplacement plan m
Uf énergie de
déformation de ﬂexion
J
Um énergie de déformation
membrane
J
V amplitude de uˇy m
W amplitude de wˇ m
w déplacement hors-plan m
wa f déformée en régime
pré-critique
m
wp f déformée en régime
post-critique
m
wr f déformée solution
raccordée
m
(
W amplitude de ˇ
(
w m
(
w imperfection
géométrique
m
Y force associée à
l’endommagement
Pa
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xviii Nomenclature
Variables tensorielles
Sym. Signiﬁcation U.
ä tenseur d’ordre 1 −
ä tenseur d’ordre 2 −
ε déformations −
σ contraintes Pa
d vecteur nodal −
E tenseur d’élasticité
d’ordre 2
Pa
E opérateur de
Green-Lagrange
−)
E tenseur d’élasticité
d’ordre 4
Pa
f effort N
g accélération de la
pesanteur
m/s2
Sym. Signiﬁcation U.
Id tenseur identité −
K
geo
raideur géométrique N/m
K
σ
raideur matériau N/m
r résidu N
T
σ
tenseur de passage
vers la base des
contraintes principales
−
T
ε
tenseur de passage
vers la base des
déformations
principales
−
u tenseur des
déplacement
m
Accents, Opérateurs et Fonctions
Sym. Signiﬁcation
ä˙ dérivée particulaire
äˆ quantité virtuelle
äˇ quantité approchée
ä˜ facteur d’échelle
{. . .} ensemble (éventuellement
ordonné)
[1,n] intervalle dans R
1,n intervalle dansN
|ä| valeur absolue
‖ä‖ norme euclidienne〈
ä
〉
+ partie positive〈
ä
〉
− partie négative
ä≡■ identiquement égal
δi j kronecker
E fonction erreur
F transformation en grands
déplacements
F fonction itérative
I fonction indicatrice
Sym. Signiﬁcation
J fonctionnelle d’énergie
potentielle
P contrainte de pilotage
N ensemble des naturels
R ensemble des réels
∆ä différence ﬁnie
D■ä différentiation (däd■ )
ä,■ différentielle partielle (∂ä∂■ )
∇ä gradient
∇ ·ä divergent
∇2ä laplacien
∇4ä opérateur biharmonique
ä×■ produit de hadamard
ä⊗■ produit tensoriel
ä ·■ produit contracté simple
ä :■ produit contracté double
ät transposition
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Indices et Exposants
Sym. Signiﬁcation
ä[α,β] direction planes -x, -y
ä[I ,I I ,I I I ] direction principales
ä[x,y,z] direction spatiales -x, -y, -z
äa acier
äadh adhérent
äair air
äana analytique
äb béton
äc chaud
äcrit critique
äcorr correction
äcste part constante
äeff efﬁcace
äexp expérimental
äg connecteur
äH homogène
äfem numérique
äi incrément i (méthode de
Newton)
äipb interface plaque-béton
äk caractéristique
äMaz Mazars
än normal
äno nominal
äp plaque
är résiduel
äref référence
äRd résistant
äseuil seuil
äsh cisaillement
ät tangent
äu ultime
ävar part variable
ävMis vonMises
äy plastiﬁcation (yield)
Sym. Signiﬁcation
ä+ supérieure
ä- inférieure
ä◦ plan moyen
ä∗ référence
äθ sous-système thermique
(couplage)
äbh bande horizontale
äbv bande verticale
äcp compression
äe élastique
äel élément
äeq équivalent
äext extérieur
äﬁss ﬁssuré
äﬂ ﬂexion
ägl global
äi itération i (méthode de Newton)
äimp imposé
äint intérieur
äl limite
älo local
ämax maximum
äno nœuds
äpl plastique
äpred prédictif
äS spring (conditions limites)
äth thermique
ätot total
ätr traction
äu sous-systèmemécanique
(couplage)
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Selon l’ensemble des prévisions, la demande mondiale d’énergie augmentera consid-
érablement dans les cinquante prochaines années par rapport à la consommation actuelle
[Conti et al., 2013]. Ce besoin sera essentiellement le fait de pays qui ont aujourd’hui une
consommation faible mais dont le développement et l’intégration dans l’économie mondi-
ale connaissent une forte accélération.
Concilier la production d’une quantité sufﬁsante d’énergie avec la maîtrise de l’environ-
nement et le développement social constitue un nouveau déﬁ que doit relever l’ensemble
des acteurs politiques, économiques et techniques.
Bien qu’au sein des sociétés l’énergie nucléaire apparaisse comme l’une des sources
d’énergie les plus controversée du fait de sa complexité, il s’agit d’une solution vers laquelle
se tournent certains pays à forte croissance économique. Ces pays présentent, à l’image de
l’Inde ou de la Chine, des exigences bien spéciﬁques. Leur croissance rapide associée à des
réseaux de distribution inadaptés aux centrales de forte puissance comme l’EPR amènent
les opérateurs du nucléaire, dont EDF, à repenser leur offre.
Les réponses à ces nouveaux appels d’offre s’orientent alors vers la construction de cen-
trales de moyenne puissance s’appuyant sur une forte modularité pour être réalisées dans
des délais brefs [Liu et Fan, 2014].
Ces nouveaux enjeux économiques s’accompagnent toujours d’exigences de fonction-
nement élevées pour garantir la sûreté des installations nucléaires et maintenir la conﬁance
de l’opinion publique. En particulier, dans le Génie Civil, les structures et éléments impor-
tants pour la protection (EIP) doivent faire preuve de stabilité, de résistance et d’intégrité.
A cet égard, de nombreux cas accidentels sont envisagés lors de la conception des infras-
tructures. Ces derniers incluent notamment les risques sismiques, incendiaires, d’impacts
ou encore des accidents plus spéciﬁques à l’industrie nucléaire tels que l’accident grave.
Si les solutions classiques de construction en béton armé parviennent à répondre à ces
exigences croissantes, de véritables déﬁs en terme de constructibilité apparaissent avec des
infrastructures toujours plus complexes à bâtir, ce qui se traduit par des coûts élevés.
C’est pourquoi de nouveaux procédés constructifs se développent. Parmi eux, la con-
struction modulaire préfabriquée à l’aide d’éléments sandwiches se distingue. Ces struc-
tures sont constituées de deux plaques externesmétalliques et d’unmatériau de remplissage
moins dense (béton).
Depuis une dizaine d’années, les recherches concernant cette nouvelle technologie pren-
nent leur essor à l’étranger, en particulier en Asie (Corée, Japon) et plus récemment aux
Etats-Unis. Ces recherches ont démontré la viabilité économique de ces éléments compos-
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
2 Introduction
ites acier-béton et en ont souligné les intéressantes propriétés mécaniques de résistance,
stabilité et étanchéité, malgré un coût accru des contrôles et inspections à réaliser (notam-
ment sur les soudures) et de moindres performances face aux agressions externes.
Les études réalisées ont abouti à de premiers guides de conception japonais [JEA, 2012],
coréen [KEPI, 2009] et américain [AISC, 2012] qui visent désormais à intégrer les spéciﬁcités
propres à l’industrie nucléaire.
Dans ce contexte, le projet européen SCIENCE lancé en 2013 propose de construire un
référentiel normatif intégré au paysage de la construction européenne pour cette nouvelle
technologie que nous nommerons éléments SC par la suite. De nombreuses sociétés et labo-
ratoires universitaires interviennent dans ce projet, dont EDF, en charge avec ses partenaires
académiques (LMT, IRC et KIT) de l’étude du comportement aux températures accidentelles
en centrales nucléaires, de l’ordre de 200◦C.
C’est en périphérie de ce projet de recherche que s’inscrivent les travaux menés dans
le cadre de cette thèse. Ainsi, notre objectif initial consiste à caractériser le comportement
thermomécanique des éléments SC pour des températures proches de 200◦C, susceptibles
d’être rencontrées en cas accidentels.
La réponse que nous proposons à la problématique posée s’articule en quatre temps
faisant chacun l’objet d’un chapitre. Après avoir identiﬁé les manques dans la réglementa-
tion existante, nous nous orienterons vers le problème spéciﬁque du voilement thermique.
Nous nous appuierons alors sur des études numériques et théoriques aﬁn de proposer une
méthodologie simpliﬁée de vériﬁcation du voilement thermique, adaptée à l’ingénierie de
conception. Cette solution sera confrontée aux résultats expérimentaux d’une campagne
d’essai que nous concevrons.
Le chapitre I de cette thèse correspond à un état de l’art portant sur cette nouveauté tech-
nologique. A travers la description de la technologie constructive et de ses variantes, nous
en présenterons les applications constructives que l’on positionnera en perspectives de l’in-
dustrie nucléaire et de ses spéciﬁcités. Nous justiﬁerons ainsi l’engouement nouvellement
suscité par ces structures composites tant dans les milieux académiques qu’industriels.
A l’occasion de ce premier chapitre, nous dresserons un panorama aussi exhaustif que
possible des résultats issus des recherches accomplies et des recommandations qui en ré-
sultent dans les guides établis à l’étranger. Nous nous intéresserons tant aux comporte-
ments à température ambiante qu’aux hautes températures. Nous identiﬁerons alors un
manque d’informations relatives aux comportements aux températures intermédiaires que
constituent les cas accidentels en centrales nucléaires. Ainsi, la problématique du voilement
des plaques externes induit par la thermique, pourtant observé expérimentalement [Seki-
moto et Kondo, 2001] apparaît être très peu documentée et étudiée. L’absence d’études ap-
profondies s’expliquent par le caractère novateur des applications qui souhaitent être faites
de ces éléments de construction modulaire dans le milieu nucléaire. C’est donc vers la car-
actérisation et la prévention de ce phénomène que nous avons dirigé nos études.
L’étude du voilement thermique que nous proposons dans nos travaux s’appuie forte-
ment sur l’outil numérique. Nous justiﬁerons alors dans le chapitre II et ses annexes A,B et C
les hypothèses effectuées dans les modèles éléments ﬁnis. En particulier, nous montrerons
que le problème de voilement spéciﬁque aux éléments modulaires ne saurait être traité à
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l’aide des techniques conventionnelles d’analyse de stabilité, mais nécessite une représen-
tation non-linéaire du phénomène. Nous reviendrons à cet égard sur la modélisation des
comportementsmatériaux et des interfaces. Nous insisterons enﬁn sur lesméthodes de cou-
plage thermomécaniques.
Les modèles numériques ainsi développés seront exploités dans le chapitre III. Dans
ce dernier, nous réaliserons des études de criblage et de sensibilité aﬁn d’identiﬁer les
paramètres pertinents du problème de voilement thermique et d’en cerner leur effet
au niveau local de la maille élémentaire délimitée par quatre connecteurs. Nous nous
pencherons également sur le couplage plasticité-voilement.
A partir de ces informations et de la théorie des plaquesminces de Föpple - von Kármán,
nous construirons unmodèle analytique théorique du phénomène de voilement thermique
que nous validerons sur les résultats des calculs éléments ﬁnis. Les détails et planches de
calculs seront fournis en annexe D. Nous procéderons alors à des hypothèses simpliﬁcatri-
ces pour dégager une méthode de conception simpliﬁée, adaptée à l’ingénierie. Nous illus-
trerons ﬁnalement cette méthode d’un cas exemple.
Enﬁn le dernier chapitre, IV, de cette thèse sera consacré à l’étude expérimentale du
phénomène de voilement local. Nous déﬁnirons les spécimens testés à partir des consid-
érations issues d’une analyse dimensionnelle. Nous proposerons alors un essai au proto-
cole original dans lequel nous exploiterons les méthodes récentes d’acquisition par stéréo-
corrélation. Les résultats expérimentaux seront ﬁnalement confrontés aux données cal-
culées avec les modèles numériques et analytiques, à des ﬁns de validation.
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Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
Chapitre I
Contexte industriel et technologique
Dans ce premier chapitre, nous décrirons la nouveauté
technologique étudiée et ses possibles applications nucléaires. A
partir de l’étude des modes de ruines spécifiques, nous dresserons
un état de l’art des recommandations établies pour le
dimensionnement à température ambiante et élevée. Nous
identifierons alors les enjeux techniques et scientifiques faisant
l’objet des travaux présentés.
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Introduction au chapitre I
L’accroissement des besoins énergétiques des pays à forte croissance économiques tels
que l’Inde ou la Chine les a amené à considérer l’énergie nucléaire comme alternative aux
centrales thermiques. Pour répondre aux exigences spéciﬁques de ces pays (réseaux de dis-
tribution limités par leur capacité, délais de constructions brefs, sûreté), les principaux ac-
teurs du nucléaire s’orientent vers des offres intégrant désormais de plus en plus de modu-
larité comme solution constructive de base [Liu et Fan, 2014].
Les éléments SC conçus comme des composites "sandwiches" acier - béton munis de
deux plaques externes en acier placées en parement d’un cœur béton sont un exemple
de procédé de construction novateur. Cette technologie permet, par sa conception, des
chantiers trèsmodulaires avec des éléments préfabriqués. En dépit des difﬁcultés inhérentes
à sa conception (vulnérabilité aux agressions externes, nombre important de soudures lors
de l’assemblage, inaccessibilité au béton), nous verrons dans ce chapitre que ces structures
disposent d’excellentes propriétés de résistance mécanique grâce leur importante ductilité
et de stabilité suite à l’externalisation des plaques en acier. A ces atouts, il faut intégrer une
garantie de l’étanchéité de la structure, attrayante vis à vis des besoins de conﬁnements spé-
ciﬁques à l’industrie du nucléaire.
Si à l’heure actuelle, il n’existe pas de codiﬁcation propre au nucléaire autorisant leur
utilisation, nous verrons que ces structures offrent des perspectives nouvelles à la recherche.
Le présent chapitre a deux objectifs. Dans un premier temps, il s’agit de présenter la
nouveauté technologique que constituent les éléments de constructions modulaires (i). Le
produit sera étudié comme solution constructive marquant une rupture avec les schémas
classiques de construction . Nous nous intéresserons alors aux possibles applications nu-
cléaires et aux exigences particulières requises par une telle utilisation de la technologie. Par
la suite, il conviendra de se familiariser avec le comportement mécanique de la technologie
(ii). Au travers de la prévention de ses modes de ruines spéciﬁques à température ambiante
ou élevée, nous détaillerons les recommandations existantes et évaluerons les incertitudes à
étudier.
L’ensemble de ces informations nous permettra d’identiﬁer les manques dans les règle-
mentations actuelles à partir desquels nous orienterons nos travaux.
1 Description de la technologie
Cette partie se présente comme une introduction à la nouveauté technologique que
l’actuel travail de thèse étudiera dans la suite. Nous reviendrons pour commencer sur la
conception des élémentsmodulaires SC. Cette description sera l’occasion d’aborder la ques-
tion des propriétés des matériaux constitutifs de l’élément. Ensuite nous exposerons l’in-
térêt nouveau suscité par cette technologie pour sa viabilité comme solution constructive.
Pour ﬁnir, nous mettrons en perspective l’utilisation des éléments de construction modu-
laire dans le champ du génie civil nucléaire.
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1.1 Solution constructive et variante
Les premières recherches portant sur des éléments SCs datent de 1976. Ces éléments
étaient alors constitués uniquement d’un cœur béton muni de deux plaques d’acier collab-
orantes. La liaison acier béton était alors réalisée à l’aide d’une résine époxy [Solomon et al.,
1976]. Le comportement de ce type d’éléments s’apparentait à celui des poutres en béton
armé classique, en l’absence d’épingles pour reprendre le cisaillement transversal. Bien que
la technique ait évolué, des travaux de recherche continuent à êtremenés pour l’élaboration
de mortiers haute résistance. L’emploi de ces derniers assure une liaison acier-béton aux
propriétés de résistance mécanique et d’adhérence sufﬁsantes pour qu’ils soient appliqués
aux ponts mixtes [Thomann, 2005].
Cependant, en l’absence de connecteurs, lemode de ruine prépondérant reste la rupture
du béton en cisaillement, dont la résistance ultime (Qbu) peut être estimée à partir de la
formule suivante, fournie dans le système SI, par le guide ACI-349 [ACI, 2007] :
Qbu = ly tb
(
0.16
√
σ
cp
bk+17.2 ̺a
Q tb
M
)
(1.1)
Avec ly la largeur de la poutre considérée, tb l’épaisseur du remplissage béton et ̺a = Aaly tb
où Aa est la section d’acier de la peau métallique et σ
cp
bk la résistance à la compression du
béton.
Aﬁn de palier les défauts constatés des structures sandwiches, la conception des élé-
ments SCs fut améliorée en introduisant, en 1986, des goujons comme connecteurs [Bur-
gan, 2011]. L’introduction d’éléments transverses répond à deux besoins : premièrement, ils
assurent le développement d’actions composites à l’interface acier-béton en améliorant le
transfert de contrainte d’un matériau à l’autre ; ensuite, ils ont pour objectif de restreindre
les déplacements de l’acier par rapport au béton, et plus spéciﬁquement d’empêcher toute
séparation verticale. Nous verrons par la suite au paragraphe 2.3 que les critèresmécaniques
de ﬂambement sont fortement corrélés à l’espacement de ces connecteurs.
Les données issues des expériences réalisées par Oduyemi etWright ont fourni les fonde-
ments de la compréhension du comportement mécanique des structures SCs [Oduyemi et
Wright, 1989,Burgan, 1997]. Depuis, de nombreuses autres expériences ont été réalisées per-
mettant d’évaluer les modes de ruines dominants. Ceux-ci comportent notamment la plas-
tiﬁcation de la plaque d’acier tendu, la décohésion entre acier et béton s’accompagnant de
glissement et la ruine du béton cisaillé [Wright et al., 1991, Roberts et Dogan, 1995]. C’est
ainsi que l’Institut de construction métallique anglaise (SCI) propose un premier guide de
conception pour les SCs [Narayanan et al., 1994].
Finalement c’est en 1998 qu’est réalisée l’innovation permettant de remédier aux difﬁ-
cultés de construction in-situ spéciﬁques aux structures SCs. En effet, British Steel (plus tard
Corus) [Bowerman et Burgan, 1995] met au point une technique de préfabrication pour son
produit Bi-steel, dans laquelle un connecteur traversant (que nous nommerons tirant 1) est
soudé par friction à chacune de ses extrémités aux plaques d’acier (voir ﬁgure 1.1).
1. ce qui correspond à la traduction littérale du terme "tie-bar" utilisé dans la littérature anglo-saxonne.
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FIGURE 1.1:Description d’un panneau en élément SC
Ce tirant permet, d’une part, de s’opposer à la poussée hydrostatique du béton aﬁn de
maintenir la forme du panneau. D’autre part, il accroit la résistance du panneau au cisaille-
ment et améliore le transfert des contraintes aux interfaces acier-béton. Par ailleurs ces pan-
neaux peuvent être plans ou courbes, présentant alors un rayon de courbure minimal de
1500mm.
Actuellement, les éléments modulaires présentent de nombreuses déclinaisons. De
nombreuses variantes sur les connecteurs ont été développées et feront l’objet du para-
graphe 1.1.3. Toutefois, La technologie de référence proposée par les guides de conception
américain (AISC-690) [AISC, 2012], coréen (KEPIC-SNG) [KEPI, 2009] et japonais (JEAC-
4618) [JEA, 2012] , dérive de la solution Bi-steel [Xie et Chapman, 2006]. Elle fait intervenir
des connecteurs de type tirants et des connecteurs de type goujons. Les premiers assurent
tout particulièrement le maintien de la structure, tandis que les secondes (qui peuvent se
recouvrir) assurent la reprise du cisaillement et les transferts des efforts entre acier et béton.
1.1.1 Remplissage Béton
Peu de prescriptions sont fournies par les guides de conception sur la nature du béton
préconisé pour les éléments modulaires, tant au regard de la formulation que des propriétés
du matériau, ce qui permet de conserver une formulation avec une maniabilité classique.
Sur des chantiers tels que l’EPR de Flamanville, les densités d’acier rencontrées peuvent
être très importantes (450kg/m3). Lors de la mise enœuvre du béton, combler les interstices
entre armatures se révéle parfois délicat et se traduit par l’apparition de vides et de reprises
locales. Cette difﬁculté ne devrait pas se produire pour les SCs compte tenu de l’absence des
barres d’armature de renfort passif. Toutefois, dans le cadre des élémentsmodulaires, lamise
en place du béton requiert des précautions particulières. Ainsi, des réservations peuvent être
prévues pour s’assurer de la propreté de l’intérieur du coffrage métallique mais il est néces-
saire de les fermer pour restaurer les caractéristiques mécaniques de l’élément. Ensuite, la
quantité importante de connecteurs et les dimensions des éléments suggèrent l’emploi de
bétons ﬂuides. Cependant, vis à vis de la problématique de la corrosion, le KEPIC-SNG
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recommande d’éviter la présence d’eau libre au contact des parois du coffrage. Ces
recommandations semblent orienter le choix de la formulation vers des solutions de bétons
auto-plaçants. Après la mise enœuvre dumatériau, les guides préconisent des contrôles par
ultrasons ou ondes sonores pour vériﬁer la qualité du coulage, difﬁcilement exploitables en
pratique notamment à cause des défaut d’adhérence.
Vis à vis des propriétés mécaniques du béton, les recommandations existantes s’accor-
dent à donner des bornes inférieures et supérieures de la résistance à la compression. Les
documentations européennes dont le SCI-P131 [Narayanan et al., 1994] et le guide de con-
ception (CORUS) du produit Bi-steel [Bowerman et al., 2003] se réfèrent à l’Eurocode 2 (EN-
1992) [CEN, 2004a] et proposent des bétons de résistance caractéristique à la compression
minimale C16/20 etmaximale C50/60. Les américains dans l’ACI-349 privilégient des bétons
dont les résistances sont comprises entre 24 MPa et 42 MPa tandis que les japonais avec le
JEAC-4618
conseillent des bétons standards dont la résistance à la compression est comprise entre
21 MPa et 36 MPa. Il est intéressant de constater que la résistance minimale autorisée par
les différents guides correspond entre eux, tandis qu’une variation plus nette de la limite
supérieure est observable.
Dans le cadre d’une application pour le nucléaire, la question du vieillissement doit être
étudiée. Les auteurs de [Burgan et Eleftherios, 2014]
pointent l’absence de retour d’expérience sur la question du vieillissement. On peut
néanmoins citer le SCI-P131 anglais qui propose de tenir compte d’un module sécant dé-
gradé Ecm/3 pour tenir compte des problématiques de ﬂuage et de se référer à l’Eurocode
2 pour le retrait. On citera également le guide japonais du JEAC-4618 qui minimise l’impact
du retrait par dessiccation, négligé à cause de l’étanchéité induite par les plaques extérieures
en acier. Enﬁn, très peu de variations ont été proposées quant à la nature du remplissage
(utilisation de béton ﬁbré par exemple). Certains auteurs s’intéressent néanmoins à l’utili-
sation de bétons légers (densité inférieure à 1450 kg/m3), en s’inspirant de l’industrie navale
[Ollgaard et al., 1971, Sohel et Liew, 2011] pour réduire l’épaisseur des plaques en acier en
limitant la pression hydrostatique lors du coulage.
1.1.2 Plaques en acier
Selon les auteurs de [Burgan et Eleftherios, 2014], il n’existe pas dans la littérature d’obli-
gations spéciﬁques relativement à l’acier utilisé pour les plaques des modules SCs. Ils men-
tionnent toutefois que les guides de conceptions européens préconisent la conformité aux
directives de l’Eurocode 3 (EN-1993) [CEN, 2005a], l’acier utilisé devant être issu de produits
laminés à chaud.
La table 1.1 montre les correspondances dans les recommandations pour les caractéris-
tiques de l’acier. Ainsi, les guides suggèrent l’utilisation d’un acier dont la limite d’élastic-
ité (σy) est élevée. Cette précaution rend négligeables les contraintes résiduelles issues du
chauffage de l’acier lors de son laminage [Malushte et Varma, 2010]. La valeur de σy doit
toutefois permettre de souder les panneaux lors de l’assemblage de modules élémentaires.
Les différents guides cités précédemment s’accordent à proposer des épaisseurs minimales
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
10 Contexte industriel et technologique
et maximales d’acier.
TABLE 1.1: Limite élastique (N/mm2) de l’acier proposée dans la littérature
Guide
Type
Limite d’élasticité (σy)Ref. Application
ACI-349 Usage général 250
SCI-P131
tp ≤ 40 mm 40≤ tp ≤ 100 mm
S275
Usage général
275 255
S355 355 335
KEPIC-SNG
tp ≤ 6 mm tp ≤ 22 mm
SS400 Usage général 235 X
STK400 Laminé X 235
SPAR400 à froid X 295
STK490 X 325
CORUS
S275 Non structurel 275
S355 Usage général 355
JEAC-4618
tp ≤ 40 mm 40≤ tp ≤ 100 mm
SS400
Structurel
235 215
SS490 275 255
SM400
Structures
235 215
SCW490 315 315
SM490 soudées 325 295
SCW520 355 355
SN400
Bâtiment
235 215
SN490 325 295
Ainsi pour des usages normaux, l’intervalle suggéré est tp ∈ [3.2,40 mm], avec tp ≥ 6 mm
si l’épaisseur du remplissage béton est telle que tb ≥ 450mm. Cette dernière borne inférieure
étant liée au maintient de la forme du panneau lors du bétonnage, comme ont pu le mon-
trer les études réalisées par [Tuscher et Shaparevich, 2014] sur un cas test de Diesel Ultime
Secours.
1.1.3 Connecteurs
Les connecteurs les plus communément rencontrés dans la littératures sont les goujons
types Nelson qui peuvent être utilisés conjointement aux connecteurs types tirants intro-
duits lors de la conception des panneaux bi-steel. Les premiers assurent le transfert des con-
traintes axiales et du cisaillement entre plaques et béton, tandis que les seconds permettent
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en plus de maintenir la forme du panneau lors du bétonnage ou des opérations de manu-
tention.
De nombreuses variantes sur les connecteurs sont présentées dans la littérature. Les
travaux de [Liew et Sohel, 2009] se sont focalisés sur les "J-hook connectors". Tandis que
[Leekitwattana, 2011] dresse un inventaire plus exhaustif illustré par la ﬁgure 1.2. Il cite
notamment les plaques de partitions (éventuellement évidées : perfobonds), les raidisseurs
membranaires (poutres en I, cornières...) ou encore les proﬁls ondulés sur lesquels portent
des brevets [Ray, 1996].
(a) (b) (c)
(d) (e) (f)
FIGURE 1.2: Connecteurs pour SCs : goujons (a), connecteurs en J (b), tirants boulonnés (c),
perfobonds (d), connecteurs en T (e), proﬁlés ondulés croisés (f) [Leekitwattana, 2011]
Il est à noter qu’aucun des guides de conception cités précédemment ne présente ces
alternatives, se concentrant sur la conception classique goujonnée. SCI-P131 [Narayanan
et al., 1994] rappelle que grâce à leur tête, les goujons d’ancrage établissent la meilleure
connexion entre plaque et béton. La tête d’ancrage contrebalance les efforts repris par le
connecteur pouvant provoquer son arrachement. Le dimensionnement des connecteurs
peut s’inspirer des recommandations de l’Eurocode 4 (EN-1994) [CEN, 2004c] mais doit
tenir compte de la variabilité de la résistance du connecteur selon qu’il travaille dans une
zone tendue ou comprimée, d’une résistance caractéristique assurant moins de 5% de ru-
ines d’une population homogène de connecteurs lors des essais de caractérisations, du di-
mensionnement conforme aux critères de résistancemécanique et d’allongement à rupture.
Pour ﬁnir, des recommandations de dimensions sont fournies par les guides asiatiques. Le
KEPIC-SNG spéciﬁe des diamètres compris entre 13 et 22mm, tandis que le JEAC-4618 sug-
gère de considérer environ 3 fois l’épaisseur de la plaque (voir table 1.2).
Nous considérerons dans nos études le produit classique constitué des plaques, des
connecteurs goujons et tirants en acier S235, d’un remplissage béton C30/35.
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TABLE 1.2:Diamètre maximal standard des goujons prescrits par le JEAC-4618
Épaisseur de la plaque d’acier tp (mm) 3.2 4.5 6 9 12
Diamètre goujon Øg (mm) 9 13 16 22 25
1.2 Viabilité économique de la constructionmodulaire
L’utilisation de cette nouvelle solution constructive pour un chantier implique de pro-
fondes modiﬁcations de l’organisation du travail qui posent la question de sa viabilité com-
parativement à des procédés plus classiques.
1.2.1 Étude de faisabilité
Des études de faisabilité [Ijichi et al., 2002,Crosbie et al., 2004] ont été réalisées aﬁn de
mieux appréhender les nouvelles procédures induites par l’utilisation d’éléments compos-
ites acier-béton. Ces travaux se sont placés en perspective de lamodularisation du processus
de construction. En particulier, les délais du chantier, les coûts des matériaux et de la main
d’œuvre ont été comparés pour deux chantiers ﬁctifs de réacteurs à eau bouillante (ABWR),
l’un construit à l’aide des SC, l’autre suivant un procédé classique [Kaneuji et al., 1989].
Selon l’étude réalisée par [Burgan et Eleftherios, 2014], à conception comparable en-
tre éléments SC et béton armé (RC), le volume d’acier nécessaire dans l’approche SC est
réduite d’environ 25 %. Par ailleurs, les possibilités offertes par la préfabrication entraînent
une diminution du nombre d’ouvriers in-situ de 30% ce qui se traduit également par un gain
relativement à la sécurité. Les auteurs de [Schlaseman et Jeffery, 2004] résument ces données
dans les graphes présentés par la ﬁgure 1.3. Cependant, les chercheurs rappellent que l’usi-
nage de plaques étant plus onéreux que celui de barres d’armature, l’économie matérielle
est à relativiser. Par ailleurs, la préfabrication hors-site entraîne des coûts et des difﬁcultés
propres à la livraison de volumes importants, ce qui n’a pas fait l’objet d’études poussées.
Les travaux de [Katoh et al., 2011] précisent que l’organisation spatiale du chantier est
également modiﬁée par l’utilisation de cette technologie. Des opérations de terrassement
doivent être réalisées pour les chemins de manutention des vireurs et grues lourdes. Des
aires dédiées au stockage doivent également être prévues, un chantier très étroit peut alors
conduire à des difﬁcultés de mises en œuvre.
Plus que sur les aspects approvisionnement et logistique, c’est sur le phasage des travaux
que l’impact du choix SC est le plus marqué.
1.2.2 Phasage du chantier
L’emploi de SC lors de la conception d’une structure facilite la construction de cette
dernière. En effet, la préfabrication en atelier permet, d’une part, de réduire le nombre de
tâches à effectuer, et permet d’autre part de diminuer la quantité de soutènements tempo-
raires. Ainsi selon le rapport établi par [Condu, 2004], l’utilisation de SC permet de s’af-
franchir des étapes de mise en place des armatures et de décoffrage. En revanche, l’assem-
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FIGURE 1.3:Comparaison des besoins journaliers en ouvriers sur site (a) et de la quantité de
matériaux (b) entre RC et SC [Schlaseman et Jeffery, 2004]
blage des panneaux SC à la grue lourde requiert une durée plus longue que la seule mise
en place du coffrage pour les RC. Le gain de temps ﬁnal s’évaluerait à 2 à 5 mois selon les
diverses études précédemment citées [Takeuchi et al., 1998,Schlaseman et Jeffery, 2004].
Cependant, l’utilisation de SC impacte profondément le phasage du travail en amont
du chantier. Il est en effet nécessaire que les études soient achevées et ceci pour la totalité
de la structure. Une fois les panneaux modulaires en place, la structure est peu adaptable
à d’éventuelles modiﬁcations. La maîtrise de la logistique (transports, manutention, tests
et contrôles des soudures) peut également être source de difﬁcultés ce qui se traduit par
un besoin de coordination important entre les différents corps de métier. L’utilisation de
vireurs aux grues lourdes peut se traduire par un gain de temps d’environ 10% selon [Katoh
et al., 2011]. Il convient cependant d’être vigilant au clavage entremodules qui conduit à des
tolérances de poses parfois drastiques.
Enﬁn, les ﬁnitions pour les SC structures ainsi que la mise en place de l’équipement sont
grandement facilitées par rapport aux structures RC [Kaneuji et al., 1989]. Les SC offrent
la possibilité d’avoir des points d’appui pour les équipements en tous lieux de la surface.
En revanche, en RC, les équipements requièrent l’installation de platines d’ancrage ou de
chevilles (près de 90 000 dans une centrale nucléaire) dont l’installation d’un élément peut
prendre plusieurs heures.
En conclusion, l’accélération du chantier est permise par une forte modularisation qui
comprend une préfabrication lourde et une co-ingénierie importante : les organes de fonc-
tionnement (tuyauteries) pouvant être soudés aux panneaux, parfois même avant assem-
blage. A travers cette introduction aux problématiques propres à la gestion et à la qualiﬁ-
cation de la conception modulaire, la solution SC apparaît comme viable. Ce dernier point
justiﬁe l’intérêt croissant que lui porte la communauté internationale.
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1.3 Application au génie civil nucléaire
Ce type de construction est soit déjà utilisé, soit connuou en cours de développement par
les grands acteurs du Nucléaire dans le monde : Japon, Corée du Sud, Chine, USA, Canada.
Comme exemples faisant intervenir des éléments SC, on pourra citer tout particulièrement
la centrale de traitements de déchets de Kashiwazaki-Kariwa [Niousha et al., 2007] ou le
réacteur AP1000 de Westinghouse, fortement modularisé [Schulz, 2006, Sutharshan et al.,
2011].
Si l’on en croit l’analyse effectuée par le Département américain de l’Énergie, le besoin
mondial énergétique devrait s’accroître de 50% dans les 30 prochaines années [Conti et al.,
2013]. En particulier, l’ouverture des marchés en Chine et en Inde, oriente les réponses aux
appels d’offres vers la conception de réacteurs de moyennes puissances pouvant être livrés
dans de brefs délais. Ces SMR (SmallModular Reactor) s’orientent vers une conceptionmod-
ulaire globale [Liu et Fan, 2014]. Par ailleurs, d’autres solutions de Réacteurs à neutrons
rapides refroidis au sodium (SFR) sont à l’étude, pour lesquels l’étanchéité procurée par le
coffrage métallique devient un avantage substantiel en prévision des accidents de feu de
sodium 2.
L’étude réalisée par [Takeuchi et al., 1998] présente dans son introduction un rapide de-
scriptif de l’emploi des assemblages de modules élémentaires comme système structurel,
reprise et complétée par le JEAC-4618.
1.3.1 Solution constructive
Lorsque les panneaux SC sont utilisés comme voile (ﬁgure 1.4a, lesmodules utilisés pren-
nent l’apparence de la solution classique présentée par la ﬁgure 1.1. Selon [Takeuchi et al.,
1998,Xie et al., 2004], l’espacement moyen entre deux tirants est de l’ordre de 200 mm.
Dans le cas particulier des murs de contreventement, la conception des assemblages
doit tenir compte du séisme. Cette contrainte se traduit par de nombreuses soudures lors
de l’assemblage des panneaux, ce qui nécessite d’avoir laissé au béton un temps de cure
sufﬁsant pour éviter l’écaillage ou la ﬁssuration de ce dernier [Burgan et Eleftherios, 2014].
Les liaisons avec les planchers ou toitures sont assurées par des barres en acier, tandis
que les goujons peuvent assurer le rôle de boulons d’ancrage. Des raidisseurs peuvent égale-
ment être prévus pour augmenter la raideur dumur dans certains cas particuliers tels que le
dimensionnement à l’incendie.
Dans le cadre de leur utilisation pour des planchers, le JEAC-4618 privilégie l’emploi d’un
demi-module (ﬁgure 1.4c). Ce dernier est constitué d’une plaque en acier pour la face in-
férieure et d’une nappe d’armatures type béton armé pour la face supérieure. En effet, ce
choix facilite les ﬁnitions (aspect de surface) et le placement des ancrages pour assurer les
liaisons avec lesmurs voisins, les poutrelles ou tout autre élément structurel. Des raidisseurs
en face inférieure sont prévus aﬁn de maintenir la forme du panneau lors de sa confection.
2. Rappelons que pour les SFRs, le modérateur est absent et le système est refroidi au sodium liquide. En
cas d’accident de fuite du liquide de refroidissement, l’isolation de l’eau contenue dans le béton par la peau
métallique permet de ne pas entretenir l’incendie [Couturier, 2012]
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FIGURE 1.4: SC comme voile (a), poteau (b) et dalle (c), adapté de [Takeuchi et al., 1998]
Pour ﬁnir, poteaux et poutres en SC doivent assurer une certaine rigidité puisqu’ils seront
le support, entre autres des équipements et devront résister aux phénomènes vibratoires.
Ils se présentent classiquement sous forme de poteaux hybrides [Shanmugam et Lakshmi,
2001], en acier avec un remplissage de béton. A l’image des voiles, les poteaux sontmunis de
goujons (ﬁgure 1.4b).
La mise en place des éléments SC se fait ensuite dans l’ordre suivant : poteaux et poutres
sont positionnés (i) suivis des voiles (ii) puis des dalles (iii). Après positionnement des arma-
tures pour les systèmes d’ancrage (iv), le béton est mis en œuvre (v). Enﬁn, les joints entre
les panneaux sont soudés ou scellés (vi).
1.3.2 Chargements accidentels nucléaires
Les rapports techniques [Conti et al., 2013, Schlaseman et Jeffery, 2004] et les guides de
conceptions JEAC-4618 et KEPIC-SNG proposent un champ d’application des SC aux struc-
tures conventionnelles de l’îlot nucléaire. Ces différents ouvrages excluent l’utilisation des
éléments modulaires pour tout élément de construction important pour la protection (EIP),
et en particulier pour l’enceinte de conﬁnement. Toutefois, les projets de SMR et de réac-
teurs neutrons rapides en développement remettent ces exclusions en cause. Les acteurs
américains et japonais duNucléaire civil s’interrogent sur une telle application des éléments
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composites acier-béton [Varma et al., 2009,Katoh et al., 2011].
L’adoption de la technologie SCdans l’enceinte de conﬁnement oupour le stockage com-
bustible nécessite de résoudre deux difﬁcultés. Premièrement les structures doivent répon-
dre aux exigences mécaniques propres au nucléaire. Notamment en scenario accidentel, la
structure doit pouvoir tenir au séisme tout en supportant une température et une pression
élevées suite à la rupture, par exemple d’une tuyauterie du circuit de refroidissement. Deux-
ièmement, l’étanchéité des éléments EIP doit être assurée aﬁn d’éviter la dissémination des
radio-éléments.
EDF, dans le cadre de ce travail de thèse, s’intéresse tout particulièrement à deux util-
isations potentielles : pour les casemates, abritant les générateurs vapeur et situées dans
l’enceinte de conﬁnement, et pour les piscines de refroidissement combustible. En cas d’ac-
cident grave dans les casemates, la température augmente, quant à elle, en 900s jusqu’au
seuil de 180◦C où elle se maintient avant de diminuer (ﬁgure 1.5a). Les piscines peuvent
s’ébouillanter, la température atteignant 100◦C en quelques dizaines d’heures (ﬁgure 1.5b).
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FIGURE 1.5: Chargements thermiques : accident grave (a) et ébullition de l’eau (b)
La suite de notre étude considérera ces scénarios comme référence [EDF, 2006] et s’axera
tout particulièrement sur les réponses des SC à 200◦C.
Dans la section suivante, nous étudierons les connaissances actuelles sur les réponses
de la technologie SC sous chargements mécaniques aux températures ambiante et élevée.
Nous confronterons les résultats expérimentaux de la littérature aux recommandations des
guides de conception et auxmodèles analytiques développés. Nous positionnerons ainsi nos
recherches par rapport aux manques identiﬁés dans l’analyse bibliographique.
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2 Comportementmécanique à température ambiante
Depuis 1995, la communauté scientiﬁque s’intéresse au comportement des structures
composites à température ambiante. De nombreuses études ont été menées, tant sur l’utili-
sation des SCs comme éléments structuraux (voiles [Ozaki et al., 1995,Takeuchi et al., 1998],
poutres [Roberts et al., 1996]) qu’au niveau des connecteurs [Roberts et Dogan, 1998, Xie
et al., 2004] .
Du point de vue structurel, les éléments SCs présentent à température ambiante un com-
portement assez proche des structures RC traditionnelles. Cependant les plaques en acier
extérieures fournissent une ductilité et un bras de levier (à sections de voile identiques) plus
importants que des armatures passives. Il en résulte des propriétés de résistancemécanique
intéressantes notamment vis à vis du séisme [Akita et al., 2001,Niousha et al., 2007]. Cepen-
dant l’externalisation des renforts passifs introduit également des modes de ruines propres
aux éléments SCs (ﬁgure 1.6). La philosophie des guides de conception (JEAC-4618, KEPIC-
SNG) consiste à prévenir chacun de ces modes de rupture. Dans la suite, nous confron-
terons ces recommandations aux résultats expérimentaux disponibles dans la littérature.
[Oduyemi et Wright, 1989], lors des essais de Cardiff, ont mis en évidence les cinq modes
de ruines prépondérants présentés par la ﬁgure 1.6 :
d. ruine connecteur
c.2 fissures (cisaillement)
b. voilement
c.1 fissures (flexion)
a. plastification
e. arrachage goujon
FIGURE 1.6:Modes de ruine caractéristiques d’un SCs, adapté de [Burgan, 1997]
La plaque tendue est sujette à la plastiﬁcation de l’acier (a). La plaque comprimée peut
présenter deux modes de ruines. Si la plaque est épaisse ou que les connecteurs sont rap-
prochés un écrasement peut se produire conduisant à la plastiﬁcation de la plaque. Sinon,
en cas de plaque mince, le risque principal consiste en son voilement (b). La résistance de
la plaque comprimée au voilement est fonction du moment d’inertie et des imperfections
géométriques initiales de la plaque. Le béton quand à lui présente une bonne résistance à la
compression et une faible résistance à la traction. trois modes de ruines sont envisagés :
— la ruine en compression à cause de l’écrasement du béton
— l’ouverture de ﬁssures en ﬂexion (c.1).
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— la ruine en cisaillement, caractérisée par le glissement de deux blocs l’un par rapport
à l’autre au voisinage d’une ﬁssure (c.2).
Les connecteurs tirants vont principalement reprendre le cisaillement. Ils doivent résis-
ter au glissement entre les plaques d’acier et le béton de remplissage. Lorsque la valeur du
cisaillement dépasse la résistance en cisaillement du béton, le connecteur va subir une trac-
tion et se comporter comme les tirants d’un treillis [Xie et al., 2007]. La pratiquemontre que
même lorsque le béton reste intact, le tirant reprend une importante proportion de cette
traction. Par ailleurs la compressibilité du béton au voisinage de l’interface entre la plaque
et le tirant peut générer de la ﬂexion au niveau des connecteurs traversants (d). Trois modes
de ruine des connecteurs ont été répertoriés [Xie et al., 2004] :
— La rupture du connecteur à travers l’épaisseur complète de la plaque d’acier, mode de
ruine observé pour des plaques ﬁnes telles que : tp ≤ 0.4·Øg.
— La rupture du connecteur au niveau du cordon de soudure, mode de ruine observé
pour des plaque ﬁnes telles que : tp ≥ 0.4·Øg.
— La plastiﬁcation ou la ruine des connecteurs qui peut, en outre, activer la ruine de la
structure par voilement de la plaque d’acier comprimée.
Dans le cas de connecteur type goujon, l’arrachage (pull-out) qui peut s’accompagner de la
rupture du goujon (e) ou de la ruine du béton par formation d’un cône est à éviter.
Chacun de ces modes de ruine peut entraîner la décohésion de l’interface plaque-béton.
Les actions composites ne sont alors plus développées au travers de l’élément, ce qui peut
aboutir à la ruine de ce dernier. Dans la suite, les résultats expérimentaux obtenus en sol-
licitant les SCs avec des chargements mécaniques usuels seront présentés et confrontés aux
recommandations de dimensionnement des guides existants.
2.1 Réponse en flexion
Le comportement des éléments SC est très proche de celui des structures en béton armé
sous condition de parfaite adhérence à l’interface plaque-béton. Cette hypothèse, pour être
valide nécessite un nombre sufﬁsant de connecteurs. Ainsi la résistance au cisaillement
ne pilote plus le dimensionnement de la structure. Les différents guides de conception
adoptent communément les hypothèses suivantes [Burgan et Eleftherios, 2014] :
— La section de béton ﬁssuré ne participe pas à la résistance à la traction.
— Les sections planes restent planes.
— Une approche par bloc de contraintes équivalentes est généralement adoptée bien que
les hypothèses sur la distribution des contraintes et des efforts à travers la section puis-
sent différer.
2.1.1 Données expérimentales
De nombreux essais en ﬂexion 3 points [Xie et Chapman, 2006,Varma et al., 2011c] ou 4
points [Oduyemi etWright, 1989,Roberts et al., 1996] ont été réalisés. L’objectif initial consis-
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tait à caractériser la résistance au cisaillement hors-plan et la reprise des efforts par les con-
necteurs. Cependant les essais réalisés ont également pu fournir des indications sur le com-
portement en ﬂexion des éléments composites. Pour la plupart des spécimens testés en ﬂex-
ion lors de ces essais, la ruine de l’élément s’est produite de façon anticipée due au cisaille-
ment hors-plan. Une exception est à noter lors d’une campagne expérimentale menée par
[Hong et al., 2010] pour laquelle la ruine par ﬂexion s’est produite à deux reprises. Cepen-
dant les spécimens concernés étaient également renforcés par des raidisseurs dont les con-
tributions à la résistance mécanique sont négligées par les guides JEAC-4618 et KEAC-SNG.
Seuls les travaux effectués par [Roberts et al., 1996], [Oduyemi et Wright, 1989] et [Xie et
Chapman, 2006] disposent de données sufﬁsamment détaillées pour établir des compara-
isons avec les prescriptions des guides de dimensionnement existants. Ces résultats sont
synthétisés dans le tableau 1.3 pour les éléments de poutre ayant présenté unmode de ruine
de ﬂexion. Où Pexp est la charge à rupture ; lx la longueur totale de la poutre, tp− et tp+ les
TABLE 1.3: Charges à rupture en ﬂexion rencontrées dans la littérature
Etude Nom Connecteur lx tp+ tp− ng Pexp Ruine
(mm) (mm) (mm) (kN)
Oduyemi B1 Goujon 1500 3.00 2.00 12 51 TPY/CC
(1989) B4 Goujon 1500 4.00 6.00 22 124 TPY/CC
D2 Goujon 1500 3.00 3.00 12 38 TPS
D3 Goujon 1500 3.00 3.00 12 17.5 TPS
F2 Goujon 1500 3.00 3.00 18 67 TPY/CC
Roberts B1 Goujon 1700 8.04 8.04 48 630 TPY
(1996) B2 Goujon 1700 8.10 4.03 48 700 TPS
B3 Goujon 1700 8.07 4.05 36 315 TPS
B4 Goujon 1700 8.05 8.00 4 725 TPY
B5 Goujon 1700 8.10 4.05 4 465 TPS
B6 Goujon 1700 8.10 4.00 4 510 TPS
B9 Goujon 3200 8.04 8.05 4 295 TPS/TPY
B10 Goujon 3200 8.05 3.97 4 170 TPS/TPY
B11 Goujon 3200 7.98 3.99 4 115 TPS
Xie BS1 Tirant 1400 6.23 6.23 14 1096 TPY
(2006) BS2 Tirant 1400 7.91 7.91 14 1738 TPY
BS4 Tirant 1400 6.13 11.95 14 553 TPY
BS10 Tirant 2600 6.10 11.95 14 245 TPY
BS13 Tirant 1800 10.31 10.21 18 1201 TPY
TPY : plastiﬁcation plaque tendue, CC : écrasement du béton
TPS : glissement plaque tendue
épaisseurs des tôles d’acier inférieure et supérieure et ng le nombre de connecteurs traver-
sants.
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2.1.2 Guides de conception
A partir des observations expérimentales synthétisées dans la table 1.3, il apparait que le
mode de ruine prépondérant en ﬂexion est la plastiﬁcation de la plaque tendue. La plupart
des guides de conception (JEAC-4618, KEPIC-SNG, AISC) adoptent cemode de ruine comme
critère de dimensionnement.
Dans la suite, les méthodes permettant d’aboutir à l’expression du moment résistant
seront succinctement présentées pour chaque document.
SCI-P131 : La formule proposée par ce premier document est basée sur deux hypothèses.
Un bloc rectangulaire de contrainte équivalente pour le béton de dimension 0.9X est consid-
éré dans ce guide, où X est la position de l’axe neutre par rapport à l’interface plaque/béton.
Les efforts dans la plaque dépendent des paramètres matériaux et de la capacité des con-
necteurs à transférer tout ou partie des efforts au béton.
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FIGURE 1.7:Diagrammes des contraintes équivalentes (SCI-P131)
SoitQgRd la résistance au cisaillement des goujons utilisés et ng ≥
N traRd
QgRd
le nombre de con-
necteurs. A l’état de limite ultime, les efforts résistants tiennent compte de la nature de la
liaison acier-béton (adhérence parfaite ou connexion partielle). Leurs expressions sont don-
nées par 1.2c.
N traRd =
Atra σ
tr
y
γp
(1.2a)
N cpaRd =


Acpa σ
cp
y
γp
si ng ≥
NcpaRd
QgRd
(adhérence parfaite)
ngQgRd sinon (connexion partielle)
(1.2b)
N cpbRd = 0.45σ
cp
bk ly (0.9X ) (1.2c)
Où Atra est la section d’acier tendue (respectivement comprimée pour A
cp
a ), σ
tr
y la limite
d’élasticité en zone tendue (respectivement comprimée pour σcpy ), γp le coefﬁcient partiel
de sécurité pour les plaques et σcpbk la résistance à la compression (cubique) du béton.
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La position (X ) de l’axe neutre est déterminée à partir de l’équilibre des efforts : N traRd =
N cpaRd +N
cp
bRd
qui mène à X = 2.47
σ
cp
bk ly
[
Atra σ
tr
y
γp
−N cpaRd
]
.
L’expression dumoment résistant s’en déduit à travers l’équilibre à l’axe neutre :
MRd =N cpaRd
(
X +
tp+
2
)
+N cpbRd (0.55X )+N
tr
aRd
(
t −X − tp+ −
tp−
2
)
(1.3)
JEAC-4618 : L’approche du JEAC-4618 fait intervenir un diagramme des contraintes dont
les blocs ne sont plus rectangulairesmais suivent une répartition linéaire à travers la section.
Les matériaux béton et acier sont supposés linéaires élastiques et l’adhérence entre plaque
et béton est considérée parfaite (εb = εa).
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FIGURE 1.8:Diagrammes des contraintes équivalentes (JEAC-4618)
L’équilibre des efforts :N traRd =N
cp
aRd+N
cp
bRd
peut s’écrire : Acpa σ
cp
a +
∫X
0 σbA
cp
a
y
X dy−Atra σtra =
0.
Or en posant nH = Ea/Eb et en constatant que εcpa = X+
tp+ /2
X ε
cp
b et ε
tr
a = d−XX ε
cp
b , il vient :
tp+ ly nH
X+tp+ /2
X + X2 ly − tp− ly nH d−XX = 0, où d = t −
tp++tp−
2 . On pose dp =
tp+
2 et l’équation
d’équilibre devient :
1
2
ly X
2+nH Acpa
(
X +dp
)
−nH Atra (d −X )= 0 (1.4)
Cette dernière équation permet de déterminer X :
X =
−nH
(
Acpa + Atra
)
+
√
n2H
(
Acpa + Atra
)2+2 ly nH (d Atra −dp Acpa )
ly
(1.5)
La seconde équation d’équilibre se détermine en écrivant la somme des moments des con-
traintes agissantes dans la section :
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M =
∫X
0
(
σ
cp
b A
cp
a
y
X
)
y ly dy + Acpa σcpa Acpa
(
X +dp
)
+ Atra σtra (d −X )
Le JEAC-4618 introduit la courbure κ telle que εcpb = κ X . Il vient enﬁn :
M = Eb κ
[
X 3
3
ly +nH Acpa
(
X +dp
)2+nH Atra (d −X )2
]
(1.6)
Autres codes : Le tableau 1.4 résume formules et hypothèses sans présenter le détail des
développements.
TABLE 1.4:Moment résistant (AISC et KEPIC-SNG)
Code Adhérence Expression dumoment résistant.
AISC Parfaite MRd =σy ( A
cp
a +Atra
2 ) 0.9 t
KEPIC Parfaite MRd = fcrit Acpa
(
t − tp+
)
+ (σy− fcrit) Acpa
(
t −1.5 tp+ −0.5 tp+ (σy−σcrit)0.85σbk
)
Avec tp+ = tp− ,
fcrit et σcrit effort et contrainte critiques de voilement.
Si les connecteurs sont dimensionnés tels que
le voilement local ne se produit pas :
σcrit =σy etMRd =σy Atra (t − tp+)
Présence de raidisseur : ajouter le terme σyr Ar dr
[Burgan et Eleftherios, 2014] montrent que les expressions données par KEPIC-SNG et
AISC sont plus conservatives que SCI-P131, en menant la comparaison avec les résultats ex-
périmentaux présentés table 1.3. Ce constat est cependant valable uniquement pour certains
spécimens, lorsque l’hypothèse d’adhérence parfaite plaque-béton est vériﬁée. Par ailleurs,
[Wright et al., 1991] s’intéressent également à la ﬂexion composée et proposent des courbes
d’interaction effort-moment. Outre la ruine par plastiﬁcation de la plaque tendue, il est im-
portant de prévenir la ﬁssuration du béton et de déterminer la raideur de la structure en
réponse à du cisaillement. En effet, les applications nucléaires prévues pour ces éléments
structuraux nécessitent de tenir compte du risque sismique.
2.2 Résistance au cisaillement
Les éléments modulaires ont été tout particulièrement étudiés au Japon et en Corée au
début des années 2000. Ces pays étant dotés d’une forte sismicité, un soin particulier a été
attaché au traitement du comportement des SCs en présence de cisaillement. Deux cas de
chargement seront distingués dans la suite : cisaillement hors-plan, repris essentiellement
par les connecteurs et le béton (i) et cisaillement dans le plan (ii) pour lequel les plaques
métalliques imposeront le dimensionnement.
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2.2.1 Cisaillement hors-plan
Il s’agit d’un mode de ruine fragile qui doit être évité. Ce point est repris par la plupart
des guides de dimensionnement (voir table 1.5) et présente d’importantes similarités avec
les structures classiques en béton armé.
TABLE 1.5: Critères de résistance au cisaillement hors-plan issus de la littérature
Code Situation Critère
AISC Absence tirants QRd =Qc +Qs
Qs = 0
Qc = 0.002
p
σbk tb(12)
Renforts transverses QRd =Qc +Qs
- connecteurs tirants Qs =σy Ag
(
tb
sx
) (
12
sy
)
- ou goujons se recouvrant Qc = 0.002
p
σbk tb(12)
JEAC-4618 Absence tirants QRd = 0.16
p
σbk ly t
Renforts transverses QRd =max
(
0.16
p
σbk ly t ,
1
2 Qas
)
- connecteurs tirants Qas =min(Qw ,0.8 [Qarch+Qbond])
- goujons se recouvrant Qarch = 19 ̺sh ν2 σbk ly t
Qbond = 0.45 Qgusx sy ly t
ν2 = 0.8+0.05 ̺sh
Qw =max
(
0.31
p
σbk ly t ,2.8 (̺g σy)
3/2 ly t
̺σ
)
KEPIC-SNG Absence tirants QRd =Qcr +Qar
Qcr = 0.16
√
σbk ly t
Qar = 12
[√
4 ̺σ (1−̺σ)+̺2sh−̺sh
]
ν2 σbk ly t
ν2 = 0.8+0.05 ̺sh
Renforts transverses QRd =Qcr +Qar +Qs
- connecteurs tirants Qs = ̺g σy ly t
Où σbk est la résistance du béton en compression, tb la hauteur du bloc béton, σy la
limite d’élasticité des connecteurs, Ag la section des connecteurs participant à la reprise du
cisaillement (tirants ou goujons qui se recouvrent), sx l’espacement des connecteurs dans le
sens longitudinal au cisaillement, sy l’espacement des connecteurs dans le sens transversal,
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ly la largeur de la section et t son épaisseur,Qgu la résistance au cisaillement du connecteur,
̺sh le rapport de portée en cisaillement, ̺g la quantité de renforts transverses et enﬁn ̺σ est
le rapport de la résistance à l’arrachement des connecteurs sur la résistance à la compression
du béton (ﬁgure 1.4).
De nombreux chercheurs [Roberts et al., 1996,Xie et Chapman, 2006,Hong et al., 2010]
ont réalisé des essais en vue de caractériser le comportement des éléments modulaires
soumis à du cisaillement hors-plan. Pour la plupart ces expérimentations ont été menées
en ﬂexion 3 ou 4 points.
Dans leur campagne expérimentale, [Hong et al., 2010] s’intéressent tout particulière-
ment à la notion d’actions composites et en particulier à l’inﬂuence des connecteurs sur
la réponse structurelle. Ils observent notamment que la raideur apparente de la structure
n’est pas directement dépendante de la quantité de connecteurs présents. L’inﬂuence de ces
derniers se traduit par une ductilité accrue de l’élément composite SC. Cependant, il appa-
rait que l’absence de connecteurs précipite la ruine systématique par cisaillement. En effet,
les connecteurs 3 restreignent l’ouverture des ﬁssures du béton, en particulier aux points de
chargement. [Xie et Chapman, 2006] se sont particulièrement intéressés à la tenue des con-
necteurs (tirants) pour de tels chargements et ont proposé un modèle analytique en treillis
pour le modéliser.
A partir de leurs données expérimentales, les coréens [Hong et al., 2010] ont proposé un
modèle analytique basé sur un découplage de la réponse en deux mécanismes : treillis (i)
et arc (ii) et la prévention de trois modes de ruines : rupture de l’interface (a), par traction
diagonale (b) ou par écrasement diagonal (c). La prédominance d’un mécanisme sur l’autre
dépendant du rapport de portée en cisaillement donnée par ̺sh =t /lx . Plus ̺sh augmente,
plus le mécanisme en treillis participe à la réponse globale pouvant aller jusqu’à conduire
à une ruine en ﬂexion plutôt qu’en cisaillement. Une approche similaire a été également
proposée par les japonais [Suzuki et al., 1995]. Il est donc naturel de retrouver ces approches
dans les guides du KEPIC-SNG et du JEAC-4618.
Dans leur rapport [Burgan et Eleftherios, 2014]
comparent les résultats expérimentaux aux solutions analytiques et démontrent le con-
servatisme des trois approches tout en appuyant les conclusions de [Varma et al., 2011c] qui
s’étaient focalisés sur les AISC-N690.
2.2.2 Cisaillement dans le plan
La réponse des SCs à des sollicitations conduisant à du cisaillement dans le plan dif-
fère de celle du béton armé. En effet les plaques d’acier ne contribuent pas seulement à
procurer une raideur longitudinale et transverse. Elles fournissent également une raideur
dans leur propre plan. Bien qu’il soit très délicat de réaliser des essais de cisaillement pur,
plusieurs auteurs [Sasaki et al., 1995,Ozaki et al., 2004] ont abordé la question aﬁn d’étudier
la réponse des SCs à des sollicitations cycliques de type sismique. En particulier dans l’étude
de [Sasaki et al., 1995], le spécimen conçu était un voile enHdont les ailes, fortement renfor-
cées, avaient pour charge de reprendre les efforts de ﬂexion et de plastiﬁer tandis que l’âme
3. Tirants ou goujons à condition que ces derniers se recouvrent.
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devait être sollicitée en cisaillement pur.
Des courbes effort-déplacement obtenues suite à leur campagne expérimentale, [Sasaki
et al., 1995] conclurent que les éléments de constructions modulaires SCs présentaient
une ductilité plus importante qu’une structure conventionnelle béton armé (ﬁgure 1.9). Ils
établirent une corrélation entre la raideur structurelle K qui augmentait et tp+ qui augmen-
tait ou ̺sh qui diminuait.
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FIGURE 1.9: Réponse au cisaillement plan selon le ratio d’acier ρg [Sasaki et al., 1995]
[Ozaki et al., 2004] ont procédé à des essais cycliques qui ont montré que plus la plaque
était ﬁne, plus le module de cisaillement Gsh augmentait, tandis que εsh diminuait. Ce con-
stat restait valable que la structure soit sollicitée dans son domaine élastique ou qu’elle soit
ﬁssurée. Les essais avaient été réalisés de telle sorte que l’épaisseur t de l’élément soit con-
stante. C’est donc l’épaisseur du remplissage béton qui avait été réduite amenant ce dernier
à reprendre un effort plus important, se traduisant par un endommagement accentué.
La littérature propose des stratégies différentes pour estimer la résistance au cisaillement
dans le plan des éléments SCs. Généralement, les critères de dimensionnement portent sur
l’espacement entre connecteurs s et l’épaisseur de la plaque tp. La formulation des critères se
focalise sur l’expression d’une contrainte ultime de cisaillement calculée en tenant compte
d’une contribution de l’acier et du béton.
Les recherches de [Varma et al., 2011b] ont amené leurs auteurs à développer un mod-
èle analytique du comportement mécanique des éléments modulaires au cisaillement pur.
Pour atteindre cet objectif, [Varma et al., 2011b] supposent que le comportement au ci-
saillement dans le plan des SCs peut être prédit en se basant sur la théorie des plaques com-
posites, en faisant les hypothèses d’un comportement élastique isotrope de l’acier (i), d’un
comportement élastique isotrope du béton avant ﬁssuration (ii), d’un comportement élas-
tique orthotrope du béton après ﬁssuration telle que la raideur soit nulle dans la direction
principale de traction et limitée à 70% de la raideur élastique dans la direction principale de
compression (iii) et d’un critère de plastiﬁcation de von Mises pour les aciers (iv). Connais-
sant les efforts membranaires Nx , Ny et Nxy , l’expression des efforts principaux est donnée
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par :
NI = 1+cos(2θ)2 Nx +
1−cos(2θ)
2 Ny + sin(2θ)Nxy
NI I = 1−cos(2θ)2 Nx +
1+cos(2θ)
2 Ny − sin(2θ)Nxy
tan(2θ) = 2NxyNx−Ny .
(1.7)
Pour le béton, il vient dans le repère des contraintes principales σ = Eﬁss
b
· εp , après ﬁssura-
tion :
E
b
= 0.7 Eb

1 ou 0 0 00 1 ou 0 0
0 0 0

 et E
a
= Ea
1−ν2

1 ν 0ν 1 0
0 0 1−ν2

 (1.8)
Puis en déﬁnissant T
σ
(resp T
ε
) lamatrice de passage de la base des contraintes (resp. défor-
mations) principales à la base globale, le module du béton est déﬁnie par Eﬁss
b
= T
σ
·E
b
·T
ε
.
Enﬁn, la loi globale de l’élément SC est obtenue par [Varma et al., 2011b] en sommant les
contributions des plaques en acier et du béton.
N =
[
2 tp E
a
+ tb Eﬁss
b
]
·ε (1.9)
Cette dernière équation (1.9) associée aux seuils de rupture du béton en traction (i) et de
plastiﬁcation des aciers (ii) a permis aux chercheurs de développer une loi de comportement
effort-déplacement tri-linéaire.
La première section correspond à la structure intègre, la seconde à la reprise des efforts
par les plaques après ruine du béton, et enﬁn à un plateau après plastiﬁcation. [Varma et al.,
2011d] ont ensuite comparé les résultats analytiques aux données fournies par [Ozaki et al.,
2004]. Le modèle et la réponse expérimentale présentent pour chaque spécimen une corre-
spondance intéressante dans les deux sections linéaires. Pour la troisième section, en tenant
compte d’une plasticité parfaite, le modèle est conservatif, comme illustré par la ﬁgure 1.10.
Les études précédemment citées illustrent le comportement intéressant des éléments
SCs et leur bonne ductilité en présence de chargement sismique. Cependant, part leur con-
ception, les plaques d’acier sont vulnérables au voilement qui en fait un mode de ruine spé-
ciﬁque et une faiblesse en comparaison de structures RC classiques. Ce mode de ruine a
ainsi fait l’objet d’une attention toute particulière dans la littérature, du point de vue de la
mécanique.
2.3 Voilement local de la plaque d’acier comprimée
De nombreux auteurs [Takeuchi et al., 1998, Zhang et al., 2014] ont remarqué que l’u-
tilisation d’un nombre sufﬁsant de connecteurs permettait de prévenir le voilement local
des éléments de construction modulaire. Suite à ces observations, les recommandations ex-
istantes proposent d’assurer des espacements minimaux pour garantir le bon dimension-
nement de la structure vis-à-vis de cette problématique.
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FIGURE 1.10: Réponse au cisaillement dans le plan, comparaisons analytiques/expérimen-
tales, spécimens (a) et (b) [Varma et al., 2011d]
2.3.1 Études expérimentales
Selon les chercheurs [Oduyemi et Wright, 1989,Usami et al., 1995, Roberts et al., 1996]
les paramètres gouvernant la réponse en voilement de la plaque comprimée mécanique-
ment sont : s l’espacement entre connecteurs , tp l’épaisseur de la plaque d’acier et σy la
limite d’élasticité dumatériau constitutif de l’élément. Ces résultats sont synthétisés dans le
tableau 1.6.
TABLE 1.6: Charges critiques rencontrées dans la littérature
Etude Nom tp+ s
s/tp+ σy Pexp Ruine
(mm) (mm) (MPa) (kN )
Oduyemi A1 2.00 100 50 242 57.5 BU
(1989) A2 2.00 100 50 242 72 BU/TPY/CC
C1 2.00 200 100 242 68 BU/TPY/CC
C2 2.00 400 200 242 66.5 BU/TPY/CPY/CC
F4 2.00 100 50 242 107 BU/CC
Usami NS20 3.24 64.8 20 242 5730 BU
(1995) NS30 3.24 97.2 30 242 5470 BU
NS40 3.24 129.6 40 242 5000 BU
NS50 3.24 162 50 242 5050 BU
BU : voilement local, CPY : plastiﬁcation plaque comprimée,
TPY : plastiﬁcation plaque tendue, CC : écrasement du béton
Lors de sa campagne expérimentale, [Oduyemi et Wright, 1989] observa la ruine par
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voilement local de la plaque comprimée pour cinq spécimens sollicités en ﬂexion 4 points.
Aucun renfort passif n’étant présent dans les poutres testées,seule la contribution des con-
necteurs (goujons d’ancrage) fut étudiée. Cependant aucune précision n’est donnée quant à
la chronologie des modes de ruines identiﬁées lors des essais, le voilement s’accompagnant
généralement de la plastiﬁcation de la plaque et de l’écrasement du béton.
Les travaux [Usami et al., 1995] présentent des essais réalisés à l’échelle 1/5 d’éléments
SC sollicités en compression. Les élancements (ϕ =s /tp+ ) ont été choisis de telle sorte que
des voilements plastique et élastique aient pu être observés. Le voilement plastique s’est pro-
duit pour des élancements faibles (ϕ = 20), des élancements plus importants conduisant à
un voilement élastique (ϕ ∈ [30−40]). L’effort critique a été déterminé lors des essais à l’aide
de jauges de déformation ﬁxées à l’extrados et à l’intrados des plaques en acier. Les résultats
d’essais ont montré que les réponses des jauges ont évolué de façon similaire avant ﬂambe-
ment puis ont dévié. En effet, lors du ﬂambement, l’extrados évolue vers un état tendu tan-
dis que l’intrados reste comprimé. La contrainte critique a ensuite été calculée de la façon
suivante : la plaque d’acier est divisée en bandes transversales telles que l’évolution de la dé-
formation soit linéaire dans chaque tranche (i). La contrainte est ensuite déterminée à partir
de la loi de comportement de l’acier, à partir de la déformation (ii). Enﬁn, une contrainte
moyenne est obtenue à partir des contraintes de chaque bande. Le ﬂambement se produit
lorsque cette contrainte change d’orientation et correspond à une traction.
2.3.2 Études théoriques
A partir des expériences d’Usami, [Takeuchi et al., 1998] remarquent une bonne corre-
spondance entre les résultats expérimentaux et les prédictions par les courbes de ﬂambe-
ment d’Euler sous condition qu’une bande de ﬂambement se comporte comme un poteau
encastré à sa base et rotulé en tête. L’expression de la contrainte critique s’écrit alors :
σcrit =
{
σy si ϕ≤ 35
π2 Ea
12 η2 ϕ2
sinon
(1.10)
Avec η = 0.7
Les auteurs de [Zhang et al., 2014] ont effectué la comparaison entre l’eq. (1.10) et les
résultats expérimentaux, synthétisés dans le graphe 1.11.
Les guides de conception des éléments modulaires s’inspirent très largement de ces ob-
servations. Dans leurs travaux, [Roberts et al., 1996] supposent que la plaque comprimée se
comporte commeunpoteau encastré aux deux extrémités et de longueur efﬁcace de ﬂambe-
ment s/2. À partir de 1.7 ils extraient la condition d’élancement que doivent respecter les élé-
ments SCs : ϕ =
√
π2 Ea
3σcrit
que le guide SCI-P131 [Narayanan et al., 1994] reprend et simpliﬁe
en ϕ≤ 40 en prenant Ea = 200GPa et σcrit = 275MPa.
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FIGURE 1.11: Contrainte critique de voilement : expériences vs théorie [Zhang et al., 2014]
Le JEAC-4618 propose de remplir la double conditionϕ≤ 85 etϕ≤ 600/pσy , qui mène à
ϕ≈ 36 pour de l’acier S275. Le JEAC-4618 précise également que la longueur des connecteurs
(lg), dont le rôle est d’empêcher le voilement local, doit être plus grande ou égale à huit fois
le diamètre de la tige (Øg). Ainsi, la résistance du connecteur est déterminée par sa capacité
à reprendre la traction. En cas d’emploi de connecteurs plus courts, la rupture par cône du
béton doit faire l’objet d’un traitement particulier.
Le KEPIC-SNG spéciﬁe la conditionϕ= 1.3
√
Ea
σy
(= 36 pour de l’acier S275) en supposant
η = 0.7. Les recommandations concernant la longueur des connecteurs (JEAC-4618) sont
reconduites par le présent guide coréen.
Enﬁn, le guide américain de l’AISC fait la distinction entre les connecteurs qui plastiﬁent
ou non. Pour chacune de ces deux catégories, trois conditions doivent être satisfaites : em-
pêcher le voilement local (i). La plastiﬁcation de la plaque doit se concentrer dans une bande
de dimension Ly inférieure à 3 fois l’épaisseur de la plaque (ii). Le cisaillement à l’interface
doit être plus important que le cisaillement hors-plan dans une zone de dimension Lsh corre-
spondant à la distance entre moments maximal et nul (iii). Ces conditions sont synthétisées
dans la table 1.7.
Les études portant sur le voilement se sont donc classiquement limitées à la compression
simple, uniaxiale. Peu de développements supplémentaires sont apparus dans la littérature.
On notera toutefois l’étude de [Gallocher et al., 2011] qui s’intéresse tout particulière-
ment aux effets de l’adhérence plaque-béton sur le voilement de la structure (donc non plus
limité à la plaque). Dans cette étude, une formule analytique est proposée qui indique que le
niveau d’actions composites dépend de la raideur à l’interface (Kipb) et de la section d’acier
rapportée à celle de la structure (̺a = 2 tp/t ). [Gallocher et al., 2011] ont étudié plusieurs
cas de chargement : compression sur la plaque d’acier seule (i) ou sur le béton seul (ii). Ils
ont déﬁni le pourcentage d’actions composites développées comme le rapport des déforma-
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tions de l’acier et du béton (εa et εb). Une faible valeur indique le risque d’un glissement de
la plaque par rapport au béton.
Enﬁn, [Liang et al., 2004] se sont intéressés au panneau en état de compression biaxi-
ale et soumis à du cisaillement. A partir d’études numériques et pour plusieurs conditions
limites, ils ont établi des courbes interactions entre les coefﬁcients critiques de ﬂambement
pour chaque direction de contraintes. Ainsi une estimation des contraintes critiques est pos-
sible pour des cas simples, rentrant dans le domaine de déﬁnition des abaques. Pour des
éléments plus complexes, l’étude renvoie à l’usage de simulations numériques.
TABLE 1.7: Critères de voilement local issus de la littérature
Reference Critère d’élancement
SCI-P131 ϕ≤
√
π2 Ea
3σcrit
JEAC-4618
{
ϕ≤ 85
ϕ≤ 600/pσy
Pour les connecteurs : lg ≥Øg
KEPIC-SNG ϕ= 1.3
√
Ea/σy
Pour les connecteurs : lg ≥Øg
AISC-N690 Condition (i) Condition (ii) Condition (iii)
connecteur élastique
ϕ≤ 1.0
√
Ea/σy
s ≤ 0.7
√
Qc Ly/tp σy s ≤ 0.7
√
Qgu Lsh/Qno
connecteur plastique s ≤
√
Qc Ly/tp σy s ≤
√
Qgu Lsh/Qno
AvecQc le cisaillement repris par le connecteur,Qgu la résistance du connecteur,
Qno l’effort nominal de cisaillement hors-plan
Le voilement local des plaques à température peut être prévenu par l’application des
recommandations que nous venons de présenter. Cependant, il ne s’agit pas du seul mode
de ruine induit par l’externalisation des plaques. Ces dernières n’étant pas protégées par un
enrobage béton comme les armatures passives d’une structure RC, les voiles sont directe-
ment exposés aux agressions extérieures. Nous étudierons plus particulièrement le cas de la
thermique en accord avec l’utilisation des SCs que l’on souhaite mettre en œuvre dans un
réacteur nucléaire (1.3.2).
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3 Comportementmécanique à température élevée
Le thème du comportement des SCs aux températures élevées a été peu abordé dans la
littérature si on le compare au nombre d’études réalisées à température ambiante. Néan-
moins, quelques travaux relatent le comportement des éléments modulaires à l’incendie
[Yu et al., 2006,Moon et al., 2009] et l’effet de la température sur la raideurmécanique struc-
turelle [Varma et al., 2009,Varma et al., 2013b]. Le thème des hautes températures a été plus
largement traité pour le cas spéciﬁque des poteaux hybrides. La conception de ces derniers
les rapprochant des éléments SCs, les conclusions des travaux portant sur ces poteaux con-
stituent également une base de données exploitable [Han, 2001,Kodur, 2007].
3.1 Comportement à l’incendie
Les températures atteintes lors d’un scénario incendiaire sont plus élevées (1193◦C selon
la norme ISO-834) que les températures accidentelles dans une centrale nucléaire de pro-
duction d’électricité (CNPE) (180◦C). Les critères de résistance sont également différents.
Dans le cas des chargements accidentels les critères de résistancemécanique et d’étanchéité
devront être garantis. Les études réalisées dans la littérature que nous allons présenter trait-
ent de structures conventionnelles pour lesquelles, en cas d’incendie, l’intégrité de la struc-
ture doit être préservée deux heures pour permettre l’intervention des secours. Les études
réalisées fournissent des informations générales sur le comportement mécanique et sur la
modélisation du problème thermique.
3.1.1 Etude paramétrique de lamodélisation thermique
Les auteurs de [Yu et al., 2006] se sont intéressés à la modélisation numérique du com-
portement des éléments SCs au feu et particulièrement au phénomène thermique. Les in-
ﬂuences du ﬂux thermique imposé au modèle, de l’humidité du matériau béton, de l’émis-
sivité du feu (nombre sans dimension caractéristique du rayonnement de la ﬂamme) et de
la présence des connecteurs sur le gradient de température ont été étudiées.
Influence du flux thermique imposé : Le chargement thermique est appliqué au modèle
comme un ﬂux thermique imposé représentatif de l’incendie. Lorsque la donnée du ﬂux
d’entrée augmente, la plaque exposée à l’incendie chauffe plus rapidement (ﬁgure 1.12a).
Ainsi, après une heure d’incendie, la température de la plaque exposée atteint 900 ◦C tan-
dis que la plaque opposée reste à des température inférieures à 40◦C, même en présence de
connecteurs traversants. Le remplissage béton, par ses propriétés d’isolant thermique, in-
duit un gradient thermique important dans l’épaisseur de la structure. Ce point est vériﬁé
expérimentalement par [Varma et al., 2009].
Influence de l’émissivité du feu : [Yu et al., 2006] n’ont pas observé de modiﬁcations con-
séquentes du champ de températures selon la valeur retenue pour l’émissivité de la ﬂamme.
Le paramètre ne leur parait pas être signiﬁcatif (ﬁgure 1.12b).
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FIGURE 1.12:Gradient thermique en fonction du ﬂux imposé (a), écart de températures en-
tre feux d’émissivité 0.6 et 0.8 (b), écart de températures entre bétons hydratés à 0% et 5% (c)
écarts de températures pour des modèles avec et sans connecteurs (d) [Yu et al., 2006]
Influence du degré d’hydratation du béton : Le degré d’hydratation de béton affecte les
propriétés thermiques du béton. [Yu et al., 2006] ont observé une baisse de la tempéra-
ture avec l’augmentation du degré d’hydratation dans leurs simulations numériques. Cette
baisse de température est plusmarquée pour des points de la structure éloignés de la source
de chaleur que pour des points au voisinage de la ﬂamme (ﬁgure 1.12c). En l’absence de
précisions sur les équations du modèle, il convient d’être prudent vis à vis de ces conclu-
sions qui vont à l’encontre des observations expérimentales [Khan, 2002], selon lesquelles
la conductivité du béton augmente avec son degré d’hydratation.
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Influence des connecteurs : Enﬁn, [Yu et al., 2006] ont comparé les champs de tempéra-
tures pour des simulations tenant compte des connecteurs avec les résultats de simulations
sans éléments transverses. Contrairement aux propos de [Cosgrove et al., 2008] qui esti-
ment que le comportement de la structure à l’incendie est déterminé seulement par le com-
portement des plaques ; [Yu et al., 2006] révèlent que la modélisation des connecteurs ne
doit pas être négligée. En effet, leur modélisation révèle des températures pouvant jusqu’à
doubler localement dans l’épaisseur de la structure (ﬁgure 1.12d). Enﬁn, pour la plaque ex-
posée, la température est légèrement plus faible lorsque le connecteur est modélisé qu’en
son absence (erreur négative ﬁgure 1.12d). Cette observation est liée au chargement ap-
pliqué comme un ﬂux thermique, la forte conductivité thermique du connecteur compar-
ativement à celle du béton le transforme en puits thermique. Dans nos études, nous dé-
ciderons demodéliser les connecteurs dans le système thermique.
A partir de la connaissance du comportement thermique des SCs, un gradient de tem-
pérature dans la structure, représentatif du scénario accidentel, est calculable. Cette donnée
d’entrée thermique permet ensuite d’étudier les propriétés de résistancemécanique des élé-
ments SCs.
3.1.2 Influence de la température sur la résistancemécanique
La tenue mécanique des éléments SCs à l’incendie a été étudiée expérimentalement
[Katoh et al., 2011] et numériquement [Moon et al., 2009] pour des voiles et des élé-
ments de poutres. Les chercheurs [Han, 2001, Moon et al., 2009] et [Kodur et Lie,
1997] ont respectivement considéré un feu ISO-834 avec des températures allant jusqu’à
1000◦C en 120min. Ces températures peuvent être approchées par l’expression T = 20+
750
[
1−exp
(
−3.79553pτ
)]
+170.41pτ. Les auteurs de [Katoh et al., 2011] ont préféré un
accident type feu de sodium avec des températures plus basses : comprises entre 500◦C et
700◦C.
Résistance à la compression : Il s’agit du paramètre le plus étudié dans la littérature
puisqu’il correspond à l’utilisation des éléments composites comme poteaux. Dans leurs
études, [Han et al., 2003] proposent une approche expérimentale visant à caractériser le
comportement des poteaux hybrides acier-béton en cas d’incendie. Ils s’intéressent tout
particulièrement à l’étude des paramètres suivants : l’inﬂuence de la section (carrée-S ou
rectangulaire-R) et de la géométrie sur la réponse, l’inﬂuence de l’excentricité du charge-
ment e, l’utilisation de couches protectrices contre le feu- P. Ainsi, onze spécimens ont été
testés dont les caractéristiques sont exposées dans la table 1.8.
Parmi les spécimens testés, R-1, R-2, R-4, RP-1 et SP-3 ont rompu par compression. Les
autres spécimens ont présenté un mode de ruine en ﬂambement global. Les essais ont fait
intervenir les paramètres suivants tpr, r thexp, Texp et Nexp qui représentent respectivement
l’épaisseur de la couche de protection au feu, la durée de la résistance au feu, la tempéra-
ture limite de fonctionnement et l’effort normal de compression appliqué. Le béton utilisé
avait pour résistance caractéristique à la compressionσcpbk = 49MPa pour tous les spécimens
hors SP-*. Pour ces derniers (SP-*) un béton moins résistant était utilisé (σcpbk = 18.7 MPa ).
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
34 Contexte industriel et technologique
TABLE 1.8: Résistances au feu de poteaux hybrides [Han et al., 2003]
Nom tb× ly × tp tpr σy Ea e r thexp Texp Nexp
(mm) (mm) (MPa) (GPa) (min) (◦C) (kN)
R-1 300×200×7.96 0 341 187 0 21 639 2486
R-2 300×200×7.96 0 341 187 0.15 24 636 2233
R-3 300×150×7.96 0 341 187 0 16 750 1906
R-4 300×150×7.96 0 341 187 0.15 20 786 1853
RP-1 300×200×7.96 13 341 187 0 104 500 2486
RP-2 300×200×7.96 20 341 187 0 146 506 2486
RP-3 300×150×7.96 13 341 187 0 78 530 1906
RP-4 300×150×7.96 22 341 187 0 122 529 1906
SP-1 219×219×5.30 17 246 200 0 169 668 950
SP-2 350×350×7.70 11 286 183 0 140 504 2700
SP-3 350×350×7.70 7 284 183 0.3 109 586 1670
La couche de protection présentait une conductivité thermique ϕpr = 0.116 W/(m K), une
chaleur spéciﬁqueCppr = 1047 J/(kg K) et une densité de ρpr = 400 kg/m3. Lors des essais, les
poteaux étaient rotulés aux appuis et la longueur exposée au feu était de 3000 mm.
A partir des résultats de leur campagne expérimentale, [Han et al., 2003] ont remarqué
que les deux paramètres prépondérants dans le calcul de la tenue au feu des poteaux est la
géométrie de l’élément et la présence d’une couche de protection thermique. Ainsi, il faut
environ 104 minutes à RP-1 pour atteindre 500 ◦C et 73 minutes pour RP-3, tandis qu’en
l’absence de protection, R-1 ne met que 21 minutes pour atteindre 639 ◦C. A partir d’une
régression linéaire, [Han et al., 2003] proposent la formule (1.12) pour déterminer la couche
de protection thermique :
tpr =
(
2.5 r th+22
)
l
−(0.42+0.0017ϕ−2 10−5 ϕ2)
peri (1.11)
Avec r th ≤ 180 min, lperi ∈ [800,8000mm] le périmètre de la section et ϕ = 2
p
3 l/b le ratio
d’élancement compris entre 15 et 80. Les conditions suivantes doivent également être véri-
ﬁées : ρw = Aa/Ab ∈ [0.04,0.2] , σy ∈ [200,300MPa] et σcpbk ∈ [20,80MPa].
[Kodur, 1999] suggère de renforcer les poteaux avec des armatures passives en cas de
chargements excentrés. Il remarque également qu’utiliser des granulats carbonatés pour
le béton augmente la résistance au feu d’environ 10% par rapport à des granulats siliceux.
Des explications sur ces différences de comportement apparaissent dans les recherches
de [Hager, 2004] et de [Mindeguia, 2009]. Par ailleurs, [Kodur et Lie, 1997] se sont intéressés
à l’emploi de béton ﬁbré mais précisent que cette variante ne présente d’intérêt que pour
assurer une tenue au feu supérieure aux deux heures réglementaires. Enﬁn, [Kodur et Mack-
innon, 1999] proposent un critère de dimensionnement simple :
r th = γ1
σ
cp
bk+20
keff lx −1000
l2y
√
ly
N
(1.12)
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Où r th, la résistance est donnée en minutes, σcpbk en MPa. ly la largeur (ou le diamètre) et
lx la longueur sont données en millimètres. keff est le facteur de longueur efﬁcace (issue de
la norme canadienne CAN/CSA-S16.1-M89) et γ1 un coefﬁcient dépendant de la section,
du type de béton et de la nature des granulats. Pour une section carrée, γ1 = 0.06 pour des
granulats siliceux et 0.07 pour des granulats carbonatés.
Pour ﬁnir, [Moon et al., 2009] se sont concentrés spéciﬁquement sur le comportement
des voiles en SCs, comprimés et sollicités à l’incendie. Les chercheurs ont réalisé deux essais
à échelle 1 : 1. Au cours de leur expérimentation, ils ont observé le déplacement de la face
latéralement et ont relevé quatre phases dans la réponse (ﬁgure 1.13). Premièrement, le dé-
placement augmente à cause de la dilatation thermique des matériaux non endommagés,
acier et béton travaillent de façon composite (i). Ensuite le voile se contracte sous l’effet du
ﬂambement des plaques d’acier (ii). Le béton reprend alors la totalité de l’effort de compres-
sion (iii) jusqu’à ruine de la structure (iv).
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FIGURE 1.13: Réponse d’un SC au chargement incendie + compression [Moon et al., 2009]
Les modes de ruine liés à l’incendie observés au cours des expériences de [Moon et al.,
2009] comprennent le ﬂambement local des plaques d’acier, l’écaillage du béton, la fragili-
sation des cordons de soudure au niveau des connecteurs (goujons, tirants).
Les résultats expérimentaux, appuyés d’études numériques ont suggéré que le critère
dimensionnant était le ratio d’effort N/(Ab σ
cp
bk). [Moon et al., 2009] certiﬁent qu’à condi-
tion de respecter les recommandations minimales de la littérature, N/(Ab σ
cp
bk)≤ 0.4 sufﬁt à
garantir la tenue du voile à l’incendie pour une durée de deux heures. Pour les autres cas,
les auteurs recommandent l’utilisation de simulations numériques et renvoient vers les for-
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mules établies par [Kodaira et al., 2003] :
N
Abσ
cp
bk
= 2.21
(
1
τ
)0.323
si lx/t = 9 (1.13a)
N
Abσ
cp
bk
= 2.30
(
1
τ
)0.378
si lx/t = 15 (1.13b)
Résistance au cisaillement : [Katoh et al., 2011] réalisent une campagne expérimentale aux
températures élevées dans laquelle ils étudient la réponse au cisaillement hors-plan et au
cisaillement dans le plan.
Dans le cas du cisaillement hors-plan, des éléments SCs de poutres sont sollicités en
ﬂexion 4 points après avoir été soumis à un cycle thermique : élévation de la température
à 700◦C, retour à température ambiante puis chauffage à 500◦C. Deux modes de ruines
sont observés par les chercheurs : le ﬂambement accompagné de plastiﬁcation de la plaque
chargéemécaniquement (i) et la ﬁssuration du béton tendu (ii). La réponse des éléments SCs
testés est ductile,même aux températures élevées ce qui est permis par le remplissage béton.
Cependant, la température affecte considérablement la résistance des spécimens comme en
témoigne la ﬁgure 1.14a. [Katoh et al., 2011] ont proposé des variantes dans lesquelles des
plaques de partition conﬁnent le béton et prodiguent une résistance et une ductilité accrue
à la structure .
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FIGURE 1.14: Essais de cisaillement hors-plan (a) et dans le plan (b) avec chargement ther-
mique [Katoh et al., 2011]
Pour ﬁnir, les chercheurs ont étudié la réponse au cisaillement dans le plan. Pour cela ils
ont préparé un spécimen de poutre enH qu’ils ont porté à 700◦C. Après son refroidissement,
le spécimen a été sollicité en cisaillement pur. Lors de cet essai, le ﬂambement des plaques
s’est produit. Cependant la limite en déformations admissibles imposée par le JEAC-4618 à
température ambiante n’a pas été atteinte malgré l’échauffement préalable (ﬁgure 1.14b).
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3.2 Comportement à températuremodérée
Récemment, des chercheurs américains se sont intéressés au comportement des struc-
tures modulaires soumises à des sollicitations thermiques modérées (voir ﬁgure 1.5-a).
Leurs études portent exclusivement sur des voiles et présentent des approches numériques
[Varma et al., 2009] et expérimentales [Varma et al., 2011a, Varma et al., 2013b]. Dans ces
études, un chargementmécanique est considéré en plus de la température aﬁn de représen-
ter la pression induite par un accident de type perte de réfrigérant primaire (APRP).
3.2.1 Données expérimentales
Plusieurs campagnes expérimentales ont été réalisées par [Booth et al., 2007,Varma et al.,
2011a,Varma et al., 2013b]. Dans leurs expériences, ces auteurs considèrent des poutres sol-
licitées en ﬂexion quatre points et portées à des températures modérées allant de 150◦C
à 232◦C. La source de température est placée à des endroits différents selon l’objectif de
chaque essai. Pour une étude portant sur l’effet de la température sur la réponse ﬂexionnelle
de la structure, la source de chaleur est placée entre les vérins (ﬁgure 1.16a), au droit de la
zone dans laquelle le moment est constant. Pour évaluer les effets de la température sur la
réponse au cisaillement hors-plan, la zone chauffée est placée à proximité d’un vérin appli-
quant l’effort mécanique (ﬁgure 1.16b).
Le scénario de chargement est le suivant : d’abord les éléments sont sollicités mé-
caniquement jusqu’à ce que lemoment appliqué corresponde à celui qui serait obtenu pour
une pression de 0.07MPa correspondant à l’accident grave (i). Ensuite la structure est portée
à 150◦C en 12 minutes et maintenue 2 heures sans modiﬁcation de la charge appliquée (ii).
Enﬁn, le chargement est augmenté aﬁn d’atteindre un équivalent pression de 0.25MPa, trois
fois supérieur à la pression de dimensionnement (iii). Dans une variante de l’essai, [Varma
et al., 2013b]modiﬁent l’étape (i) en réalisant un cycle chargement - déchargement - charge-
ment et chauffent par les deux côtés lors de l’étape (ii).
Des détails sufﬁsants ne sont fournis que pour les spécimens sollicités thermiquement
ST1 et ST2 de [Booth et al., 2007] dont les dimensions sont 6300×800×800 mm; et ST3 [?] :
7300× 800× 800. Ces éléments présentent des plaques d’épaisseur tp = 11mm et l’espace-
ment entre les goujons s’élève à 150mm.Ni les spécimens ST4 et ST5 de [Varma et al., 2013b],
ni les éléments testés à froid pour établir des comparaisons avec les réponses de ST3, ST4 et
ST5 ne sont décrits. Outre les goujons, chaque poutre citée présente des plats soudés entre
les deux plaques pour assurer la reprise des efforts de cisaillement. Les espacements de ces
plats sont de 750mm pour ST1 et ST2, 1200mm pour ST3.
Au cours des essais, le déplacement vertical était mesuré à l’aide de LVDTs. Des ther-
mocouples assuraient l’acquisition des températures tandis que les rotations et les défor-
mations étaient obtenues à l’aide respectivement d’inclinomètres et de jauges de déforma-
tion. [Booth et al., 2007] ont observé avant l’essai la présence de ﬁssures importantes liées
au retrait (ﬁgure 1.15). En particulier une grande ﬁssure longitudinale et plusieurs ﬁssures
transversales situées au droit des plats métalliques soudés. Les chercheurs soupçonnent la
réduction de la section de béton à cause des connecteurs traversants d’être à l’origine de
ces ﬁssures. La présence des connecteurs pourraient alors être à l’origine de problèmes d’in-
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compatibilités des déformations entre le béton se rétractant et le connecteur ne se rétractant
pas.
Pendant la phase de montée en température, [Booth et al., 2007] et [Varma et al., 2011a]
ont observé l’apparition de petites ﬁssures (250 mm) dans la zone chauffée (ﬁgure 1.15).
Selon les explications des chercheurs, elles provenaient du gradient thermique et perme-
ttaient à la vapeur de s’échapper. [Booth et al., 2007] proposent un schéma du montage
illustrant la ﬁssuration. Ce schéma est repris ici par la ﬁgure suivante :
fissure longitudinale
fissure d’origine thermique
fissure transversale
FIGURE 1.15: Fissuration liée au retrait et au gradient thermique [Varma et al., 2011a]
L’observation des ﬁssure d’origine thermique a conduit [Booth et al., 2007] à sup-
poser que la section de béton ne travaille pas et que la totalité des efforts est reprise par
les plaques en acier. Les essais indiquaient une perte de raideur de ﬂexion d’environ 14%
après chauffage. Pour ﬁnir, il est apparu qu’au chargement représentatif d’une pression de
0.07MPa, les spécimens testés sont restés intègres. La ruine se produisant à 0.25MPa, ce qui
suggère que les éléments SCs disposent d’une réserve de résistance en cas d’accident grave
sous couvert de bon dimensionnement. Pour les spécimens testés, aucune perte de raideur
brutale, ruine des connecteurs ou ﬂambement local n’ont été relevés par les chercheurs.
Pour les spécimens ST3 et ST5 étudiés au cisaillement, les conclusions se sont avérées
contradictoires. [Varma et al., 2011a] ont appliqué une pression équivalente de 0.25MPa
simultanément à une température de 150◦C à ST3. Les chercheurs ont comparé les résul-
tats après chauffage avec des données issues d’un essai équivalent mené à température am-
biante 4. Cette étude n’a pas révélé d’inﬂuence singulière de la température sur la résistance
au cisaillement hors-plan (ﬁgure 1.17). Pour ST5, [Varma et al., 2013b] ont observé une
baisse de la résistance et de la raideur dans la réponse de la structure après élévation de
la température (ﬁgure 1.17). Les chercheurs suggèrent que ce changement de comporte-
ment provient du cycle mécanique de charge-décharge-charge imposé au spécimen ST5
avant application de la température. Ce chargement cyclique aurait résulté en une ﬁssur-
ation diagonale plus importante avant chauffage qui se serait propagé sous l’effet de la tem-
pérature. Il convient de rappeler que la température imposée était plus élevée (232◦C) pour
4. Les spécimens testés à température ambiante seront nommés S3, S4 et S5 en écho à ST3, ST4 et ST5.
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ST5 que pour ST3. [Varma et al., 2013b] ont remarqué qu’au cours de leurs essais, les ﬁs-
sures générées par la température et initialement perpendiculaires aux plaques (ﬁgure 1.15)
se réorientaient sous l’effet de la mécanique à 45− 60◦ pour correspondre à un mode de
ruine par cisaillement. Enﬁn, la montée en température d’un élément composite provoque
un déplacement hors-plan (ﬁgure 1.16), orienté vers la source de chaleur dont l’amplitude
maximale est atteinte au centre de la région chauffée.
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FIGURE 1.16:Déformée sous sollicitation thermo-mécanique :
ST1 [Booth et al., 2007] (a) , ST3 [Varma et al., 2011a] (b)
A partir des observations effectuées lors des essais, [Varma et al., 2009, Varma et al.,
2011a] ont proposé des expressions analytiques en vue d’estimer le comportement des élé-
ments modulaires dans le cadre de l’accident grave.
3.2.2 Prédiction analytique du comportement des SCs aux températuresmodérées
La ﬁssuration du béton à 200◦C suggère la perte de ses propriétés de résistance. Il revient
alors aux plaques en acier d’assurer le rôle structurel en reprenant les efforts de ﬂexion et de
cisaillement induits par la pression.
Pour estimer le comportement d’un voile SC, [Varma et al., 2009] proposent une loi
Moment-courbure thermique. Lemodèle analytique proposé repose sur les hypothèses suiv-
antes : les sections planes restent planes et perpendiculaires à l’axe neutre avant et après
montée en température (i), la section transverse peut être discrétisée en couches (ii) qui
ne glissent pas les unes par rapport aux autres (iii) et les déformations de cisaillement sont
faibles (iv). Pour chaque couche, les déformations totale (εtot) et thermique (εth) sont cal-
culées aﬁn d’en déduire la déformation élastique (εe = εtot−εth). Le moment (M) peut en-
suite être calculé. [Varma et al., 2009] remarquent que lorsque M = 0, εe ≥ 0. A cet instant
la section du voile est intégralement tendue. Il en résulte que l’équilibre des efforts n’est
possible que si dans la plaque d’acier exposée εe = εth ce qui permet de déﬁnir la courbure
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thermique :
κth = βa ∆Ta
t − tp
(1.14)
0 20 40 60 80 100
0
500
1,000
1,500
2,000
De´placement vertical (mm)
E
ff
or
t
(k
N
)
S3
ST3
S4
ST4
S5
ST5
FIGURE 1.17: Inﬂuence de la température sur la résistance mécanique
[Varma et al., 2011a,Varma et al., 2013b]
Ayant considéré l’absence de contribution du béton ﬁssuré à la réponse structurelle, en
présence de températures modérées, [Varma et al., 2009] proposent de ne tenir compte que
de la raideur de ﬂexion relative à l’acier E Iﬁss = Ea
ly t3p
6 .
Le moment thermique s’écrit alors :
M th = βa ∆Ta
t − tp
E Iﬁss (1.15)
Une comparaison avec les structures béton armé classique (RC) montre que la loi moment-
courbure des SCs estmoins inﬂuencée par le gradient thermique que celle des RCsmais qu’à
quantité d’acier équivalente, le moment thermique des SCs est le plus important.
Aﬁn de tenir compte d’une évolution de la raideur en ﬂexion avec la température, [Varma
et al., 2011a] proposent de réaliser une interpolation linéaire fonction de la température en-
tre (E IH) et (E Iﬁss), où (E IH) est la raideur en ﬂexion de la section homogénéisée calculée à
température ambiante. En se plaçant dans les hypothèses déﬁnies en 2.1.2 et en supposant
que tp− = tp+ = tp, l’expression (1.5) se simpliﬁe en :
X /t =
p
z ′2+ z ′− z ′ avec z ′ = 2 tpt
Ea
Eb
.
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Ce qui mène à E IH = Ea
[
ly tp t2
[
1+2
(X
t
)2−2 Xt − tpt ]+ 4 t3n (X−tpt )]. Il vient en fonction de
la température :
K ﬂ(T0) = E IH
K ﬂ(T ) = E IH
(
1− ∆T150
)
si : T0 < T < 150◦F (soit 66◦C)
K ﬂ(T ) = E Iﬁss si : T ≥ 150◦F
(1.16)
On remarquera que [Varma et al., 2011a] déﬁnissent le seuil de 150◦F en prenant
εth = 0.1h correspondant à l’endommagement du béton tendu. L’application numérique
εth =βa∆T en prenant βa = 6.45 10−6 ◦F−1 mène à |∆T | = 15◦F (soit un accroissement d’en-
viron 10◦C). On sera donc prudent dans l’utilisation de la relation (1.16).
Des comparaisons entre la valeur prédite par l’équation (1.15) et les résultats expérimen-
taux obtenus à partir des inclinomètres [Varma et al., 2011a,Varma et al., 2013b] tendent à
valider l’expression dumoment thermique (ﬁgure 1.18).
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FIGURE 1.18: Loi moment-courbure expérimentale (ST3) et prédiction théorique par (1.15)
[Varma et al., 2013b]
[Varma et al., 2011a] ont très succinctement abordé la question du cisaillement hors-
plan en se ramenant au modèle tri-linéaire présenté en 2.2.2. Les chercheurs proposent de
supprimer la première branche correspondant à la contribution du béton en se référant aux
travaux de [Ozaki et al., 2000].
Pour ﬁnir, [Varma et al., 2013a] ont abordé la question du ﬂambement d’origine ther-
mique. L’étude consiste en unemodélisation du phénomène et l’inﬂuence de la température
sur la reprise des efforts de compression par les voiles. A partir des simulations numériques,
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les chercheurs ont montré qu’en absence de voilement local (sous condition de bon dimen-
sionnement) les températures modérées avaient peu d’incidence sur la reprise des efforts.
Cependant ; [Varma et al., 2013a] rapportent que lors des campagnes expérimentales réal-
isées par [Sekimoto et Kondo, 2001] la ruine par voilement local sous l’effet de la température
a pu être observée. Le spécimen concerné présentait un ratio ϕ= s/tp = 45. Le déplacement
mesuré était d’environ 7mm pour une augmentation de la température de 105◦C.
La présentation des travaux ayant trait au comportement à température élevée montre
que la question a été assez peu abordée comparativement aux performances mécaniques
à température ambiante. Les études effectuées présentent des conclusions encourageantes
quant aux performances des élémentsmodulaires à l’incendie ou soumis à des températures
élevées. Cependant, on constate que parmi les hypothèses généralement admises par les
chercheurs pour développer des formules analytiques, l’absence de ﬂambement local du
panneau est sous-entendue. Or, le phénomène a été observé expérimentalement.
Conclusion partielle
Le présent chapitre a permis de présenter la technologie de construction modulaire ap-
pelées SC structure. Ces éléments constitués de deux plaques en acier, d’un cœur de béton
et de connecteurs ouvrent de nouvelles perspectives en termes de constructibilité.
Leur conception atypique, permet unemodularisation du chantier. La préfabrication des
éléments et leur assemblage sur site offrent des gains importants en terme de vitesse d’exé-
cution des chantiers et une réduction du personnel ainsi qu’une meilleure maîtrise de la
sécurité. Cependant, leur utilisation bouleverse les habitudes établies en faisant intervenir
des instruments de levage contraignants et offrant peu de latitudes à d’éventuellesmodiﬁca-
tions in-situ. Cela conduit à réorganiser le chantier et à prévoir de larges zones de manuten-
tion. Il permet également de développer la co-ingénierie et la préfabrication, ce qui soulève
des contraintes complémentaires sur les tolérances de pose et le clavage.
Leur concept original présente un intérêt particulier dans le domaine du nucléaire civil
puisque l’externalisation des plaques en acier garantit l’étanchéité de la structure et le con-
ﬁnement des radio-éléments. Ces structures seraient particulièrement adaptées à la concep-
tion de SFRs et le phasage du chantier, très réglé, particulièrement adapté au développement
d’offres à destination des marchés des pays à forte croissance économique.
Si, à température ambiante, ces éléments ont démontré d’intéressantes propriétés mé-
caniques grâce à leur importante ductilité, l’externalisation des plaques les rend tout partic-
ulièrement vulnérables au voilement local. Ce phénomène constitue alors unmode de ruine
spéciﬁque aux éléments modulaires qui doit être étudié avec soin.
Ce constat est d’autant plus vrai pour une utilisation dans un bâtiment réacteur ou un
bâtiment de stockage combustible où peuvent survenir des accidents impliquant des tem-
pératures atteignant jusqu’à 180◦C. La littérature montre que le sujet a été très rarement
abordé dupoint de vue de la thermique, les chercheurs renvoyant généralement aux "bonnes
pratiques" de dimensionnement et étudiant des structures très surdimensionnées du point
de vue du phénomène (plaques épaisses de 10mmpour des espacements de connecteurs de
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150mm). Ce constat et la volonté d’optimiser le dimensionnement des SCs à conduit à la déf-
inition des travaux de thèse décrit dans cemanuscrit. Par ailleurs, dans la littérature, très peu
demodèles analytiques développés pour les SCs intègrent demanière ﬁne les non-linéarités
du problème global.
Nous nous attacherons dans la suite àmieux appréhender le phénomène du ﬂambement
thermique 5 que nous étudierons à l’aide de simulations numériques. Les résultats des sim-
ulations nous amèneront à déﬁnir des propositions de critères analytiques pour offrir des
outils de pré-dimensionnement à l’ingénieur. Enﬁn, les résultats analytiques et numériques
seront confrontés aux données issues d’une campagne expérimentale locale.
5. Dans la suite nous nommerons ﬂambement thermique, le phénomène de ﬂambement induit par l’état
de contraintes résultant d’une augmentation de la température.
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Chapitre II
Conception d’unmodèle numérique du
voilement local thermique
Ce chapitre expliquera l’approche retenue pour simuler
numériquement le phénomène de voilement thermique. Nous
présenterons la stratégie de résolution et les hypothèses des
modèles mécanique et thermique. Enfin la question du couplage
thermo-mécanique sera abordée en détails.
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Introduction au chapitre II
L’étude du voilement thermique que nous proposons dans la suite de ce travail de
thèse repose notamment sur l’utilisation de l’outil numérique. Nous distinguerons pour nos
études deux échelles illustrées par la ﬁgure 2.1. L’échelle globale correspond à la structure
SC de type voile décrite par la ﬁgure 1.4. L’échelle locale se situe au niveau du panneau élé-
mentaire compris entre ses quatre connecteurs.
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FIGURE 2.1: Structure SC : situation à l’échelle globale (a), locale (b)
Les conditions limites appliquées correspondent à un bridage des déplacements au
bord pour les modèles globaux. Ce choix cherche à reproduire, à la façon des méthodes
d’ingénieries usuelles, le bridage mécanique imputable aux connexions entre le voile SC
et les autres éléments structuraux (voiles, planchers, radier et toiture). Au niveau local, des
ressorts sont introduits au bord de l’élément aﬁn de brider les déplacements. L’inﬂuence des
raideurs K Sx et K
S
y sera détaillée dans le chapitre III.
Le présent chapitre a pour objectif d’exposer les hypothèses et de justiﬁer les approxima-
tions retenues dans les simulations numériques de voilement.
Or l’étude de ce phénomène requiert l’utilisation de modèles très fortement non
linéaires : la présence de fortes instabilités matérielles et géométriques nécessitent l’utili-
sation de techniques de résolution appropriées pour établir la convergence de la réponse en
régime post-critique. Ces problèmes d’instabilité seront détaillés dans une première partie.
Une seconde partie sera consacrée aux comportements matériaux. Outre l’acier et le bé-
ton dont les comportements non linéaires sont affectés par la température, les éléments SCs,
à cause d’une conception atypique, présentent un certain nombre d’interfaces. Un soin par-
ticulier doit être apporté à la modélisation de ces dernières, tant du point de vue de la mé-
canique que des transferts thermiques y siégeant.
Pour ﬁnir, la troisième partie de ce chapitre sera consacrée aux couplages thermo-
mécaniques. Nous y justiﬁerons le choix du schéma de couplage ainsi que les développe-
ments effectués aﬁn de maîtriser les erreurs induites par ce couplage.
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Ce chapitre s’appuie sur les trois annexes A (Résultats de l’analyse de stabilité), B (Étude
comparative des lois bétons implémentées dans Code_Aster) et C (Erreur de couplage : com-
pléments aux développements en séries) qui offrent quelques approfondissements des con-
cepts présentés dans le corps du texte à travers des études subsidiaires.
1 Problème d’instabilité géométrique
Les problèmes non linéaires sont généralement résolus par des méthodes d’analyse
incrémentale ou des méthodes itératives de type Newton-Raphson. Ces stratégies de ré-
solution réduisent le problème non-linéaire global à une succession d’approximations
linéarisées. Ainsi, à l’instant τn+1, connaissant l’état du système à l’instant précédent, le
problème non linéaire s’écrit K
n+1
·un+1 = f intn+1 − f
ext
n+1. Le calcul de la force résiduelle
r n+1 = f intn+1− f
ext
n+1 donne une indication sur la violation de l’équilibre par l’approximation
réalisée. On s’assurera que ce résidu remplit un critère d’acceptabilité à chaque étape de la
résolution du problème non-linéaire. Lorsque l’état d’équilibre du système étudié est sta-
ble, la résolution d’un problème non linéaire par les stratégies citées précédemment ne pose
pas de difﬁcultés notoires. Cependant, cette stabilité ne peut être garantie tout au long du
traitement du phénomène physique étudié. C’est notamment le cas des problèmes traités
en grandes déformations.
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FIGURE 2.2: Instabilités matérielles (a) et instabilités géométriques (b)
L’état d’équilibre d’une structure chargée est considéré comme instable si l’introduction
d’une petite perturbation du système se traduit par une modiﬁcation du comportement ou
une ampliﬁcation démesurée de la réponse pour un accroissement faible du chargement.
La matrice de raideur du problème K peut être décomposée en une partie géométrique
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K
geo
et une partie matériau K
σ
. Deux types d’instabilités seront alors distinguées dans la
suite : en présence d’une matrice K
σ
singulière, on considérera des instabilités matérielles
de type "snap-back" ou "snap-through" (ﬁgure 2.2a), ces dernières apparaissant notamment
en présence de lois de comportement matériau adoucissantes (béton avec prise en compte
de l’endommagement). En présence d’une matrice K
geo
singulière on parlera d’instabilités
géométriques auxquelles appartient la problématique du ﬂambement (ﬁgure 2.2b) que nous
avons plus particulièrement à traiter.
Cette première partie présente les stratégies de résolution classiques des problèmes dans
lesquels apparaît une instabilité de nature géométrique. Dans un premier paragraphe nous
décrirons la méthode d’analyse de sensibilité. Nous nous interrogerons alors sur la perti-
nence de l’emploi de différentes méthodes au traitement du voilement thermique appliqué
aux éléments SCs. Nous présenterons enﬁn les solutions numériques de résolution d’un
problème aux limites en présence d’instabilité.
1.1 Critères de détection d’instabilité par analyse de sensibilité
Lorsqu’un élément de structure est sollicité par un effort de compression f , cet élément
peut présenter deux sortes de réponse à une perturbation. Suite au retrait de cette pertur-
bation, l’élément peut revenir en conﬁguration initiale. L’équilibre structurel est dit stable.
Au contraire, avec le maintien du chargement compressif, la réponse structurelle risque de
s’emballer et d’ampliﬁer de façon continue la perturbation. L’équilibre est alors dit instable.
L’effort qui marque la transition d’un état d’équilibre stable (respectivement instable) à un
état d’équilibre instable (respectivement stable) est communément appelé effort critique
fcrit.
La recherche de l’effort critique à ne pas dépasser correspond à la stratégie adoptée pour
prévenir les phénomènes d’instabilité. C’est en particulier le cas du ﬂambement, pour lequel
les chercheurs ont développé des méthodes analytiques ou numériques, présentées dans la
suite [Riks, 1978,Riks, 1984, Ibrahimbegovic, 2006b]
1.1.1 Flambement linéaire
Ce premier problème d’instabilité correspond au ﬂambement d’Euler pour lequel des
solutions analytiques existent. Classiquement, on fait subir à une poutre comprimée de
longueur l une perturbation sous forme de déplacement transversal w . Le principe de la
résolution s’appuie sur la combinaison des équations linéaires cinématiques en conﬁgu-
ration déformée et de comportement avec l’équation d’équilibre [Ibrahimbegovic, 2006b].
Pour cela on exploite la relation cinématique déﬁnissant la courbure κ à partir de la dé-
formée : κ = ∂2w
∂x2
. On considère alors un matériau élastique σ(x, y) = E ε(x, y) et la cinéma-
tique dumodèle d’Euler en petites perturbations ε(x, y)= y κ(x). L’expression dumoment en
fonction de la courbure s’obtient à partir de M =
∫
A yσdA = E I w,xx où le module d’inertie
I =
∫
A y
2dA. Injecter cette dernière relation dans l’équation d’équilibre permet d’obtenir la
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charge critique d’Euler (2.1) pour une instabilité géométrique se produisant par bifurcation
E I
∂2w
∂x2
+ f w = 0 ; w(0)=w(l )= 0→
{
wcrit(x) =±sin πxl
fcrit =π
2 E I /l2
(2.1)
Les hypothèses réalisées correspondent à la classe des problèmes d’instabilité pour
lesquels les déplacements restent petits avant d’atteindre le point critique. Elles se limitent
alors aux structures simples, présentant une réponse linéaire élastique.
1.1.2 Flambement non linéaire
Lorsque les déplacements peuvent être importants 1 avant que l’état d’équilibre ne soit
atteint ou lorsque les comportements matériaux sont non linéaires, il n’existe pas de solu-
tions analytiques exactes de la formulation forte. La stratégie consiste à utiliser la méthode
des éléments ﬁnis pour laquelle des critères de détection de la criticité existent.
Critère de détection par annulation de lamatrice tangente : Le premier critère consiste à
distinguer les états d’équilibre stables et instables. On observe qu’un comportement instable
se manifeste par un incrément considérable du déplacement pour un faible incrément de
chargement. Cette condition, pour être vériﬁée, requiert l’annulation de la matrice tangente
[Ibrahimbegovic, 2006b] :
∂w
∂ f
7→∞& f = f int =⇒ ∂ f
int
∂w
=K = 0 (2.2)
Cette solution est néanmoins restreinte par la complexité du système étudié et peut rapide-
ment s’avérer coûteuse.
Critère de détection par l’énergie potentielle totale : Dans le cadre des déformations
ﬁnies, [Trefftz, 1926] a développé une théorie de la stabilité basée sur la théorie de l’élastic-
ité. Aﬁn de prédire la stabilité du système, le chercheur s’appuie sur un critère énergétique.
Ainsi, un système peut être considéré comme stable au sens de Trefftz si la dérivée seconde
de l’énergie potentielle totale est positive pour toute variation cinématiquement admissi-
ble des déplacements. La limite de stabilité est alors atteinte en cas de valeur nulle de cette
dérivée seconde. À partir de ces considérations, [Koiter, 1945] a mis en place les bases de la
théorie connue sous le nom de méthode des perturbations régulièrement employée dans la
résolution de problèmes de ﬂambement. À l’aide de développements en séries entières, les
états d’équilibre au voisinage du point de bifurcation sont étudiés. En effet la présence de
petites imperfections risque d’entrainer des états d’équilibres locaux instables. La structure
globale encourt une perte de résistance au ﬂambement contraire aux solutions idéales. Bien
que de nature analytique, cette approche a été étendue aux modèles numériques dans les
années 1960 [Riks, 1984].
1. On se reportera au paragraphe 2.1.1 du chapitre III pour le détail des cinématiques en grands déplace-
ments
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Soit F l’application linéaire ponctuelle représentative de la transformation en grands
déplacements. Soit
(
w la perturbation introduite. Les première et seconde variations de l’én-
ergie potentielle totaleΠ(F ) sont données par (2.3) selon [Ibrahimbegovic, 2006b] :
D (wΠ(F ) =
d
dε [Π(Fε)]|ε=0 =G(F ;
(
w) = (w ·
(
fˆ
int− f ext
)
= 0
D (w [D
(
wΠ(F )] =
d2
dε2
[Π(Fε)]|ε=0 = ddε [G(Fε;
(
w)]|ε=0 = (w t ·K · (w
(2.3)
OùG(F ;
(
w) correspond à la formulation faible du problème formulée dans le cadre des élé-
ments ﬁnis. G(F ;
(
w) =
∫
Ω εˆ
F (
(
w) : σF dv −
∫
Ω
(
w ·b dv −
∫
Γ
(
w · t dA avec b les efforts internes
volumiques dans le volume Ω et t les efforts imposés aux limites Γ selon [Ibrahimbegovic,
2006a]. Un développement asymptotique de Taylor amène alors :
Π(F + (w)≈Π(F )+G(F ; (w)︸ ︷︷ ︸
=0
+ (w t ·K · (w (2.4)
La stabilité de la réponse est donc pilotée par le terme
(
w t ·K ·
(
w . Ce constat fait le lien
entre la formulation des éléments ﬁnis et la théorie de la stabilité de Trefftz. Le critère de
stabilité peut alors être formulé en terme de matrice de raideur K . L’équation (2.5a) donne
la condition de stabilité, (2.5b) la condition d’instabilité et (2.5c) la condition de criticité de
l’état d’équilibre.
Π(F + (w)>Π(F ) ; ∀ (w ∈V0 =⇒ (w t ·K · (w > 0⇔ K déﬁnie positive (2.5a)
Π(F + (w)<Π(F ) ; ∀ (w ∈V0 =⇒ (w t ·K · (w < 0⇔ K déﬁnie négative (2.5b)
Π(F + (w)=Π(F ) ; ∀ (w ∈V0 =⇒ (w t ·K · (w = 0⇔ K singulière (2.5c)
Avec V0 l’ensemble des perturbations cinématiquement admissibles.
Π(F + (w )
Π(F )
(a) (b) (c)
FIGURE 2.3: États d’équilibre stable (a), instable (b) et critique (c) [Ibrahimbegovic, 2006a]
Traditionnellement, dans les codes de calcul, le critère (2.5c) est modiﬁé en choisissant
le vecteur propre de K associée à la valeur propre nulle comme perturbation. (2.5c) revient
alors à rechercher les modes propres du problème aux valeurs propres :(
K +µK
geo
)
·x = 0⇔K ·x =λK
geo
·x (2.6)
Où λ est la valeur propre (λ=−µ avec µ coefﬁcient multiplicateur du chargement)
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1.1.3 Application au flambement thermique de structuresmodulaires
Dans la suite de cette thèse, nous mènerons les études au niveau local et considérerons
une maille élémentaire de structure modulaire (ﬁgure 2.1). La dilatation thermique est
bridée aux bords. Ceci conduit à un état de compression de la plaque dans les deux direc-
tions, horizontale et verticale.
L’utilisation de la méthode décrite par l’équation (2.5c) ne permet pas de tenir compte
de la présence du remplissage béton sur lequel la peau se met éventuellement en appui.
La réalisation d’une analyse de stabilité induit un mode de ﬂambement générant des
oscillations non physiques. Il est nécessaire d’introduire la condition de contact unilatérale
w ≥ 0, imposée par la présence du béton.
Cependant, réaliser une analyse de stabilité permet de connaître les allures desmodes de
ﬂambement locaux et notamment du premier mode (Annexe A). La connaissance de cette
donnée permettra dans la suite d’introduire un défaut conforme à cemode et physiquement
acceptable que l’on appliquera sur les nœuds du maillage pour les rendre conforme à la
géométrie déformée.
1.2 Méthodes de résolutions continues
La méthode des perturbations ne peut être appliquée pour la caractérisation du voile-
ment local des éléments de constructions modulaires. Par ailleurs, les solutions ne sont cal-
culées par cette méthode qu’en un point particulier. Le comportement ne peut donc être
connu qu’au voisinage de ce point.
[Riks, 1984] présente l’alternative des méthodes continues. Ces méthodes se fondent
sur la détermination d’un certain nombre de points appartenant à la solution recherchée.
On ne cherche alors plus spéciﬁquement les points critiques, mais à tracer le comportement
post-critique en construisant la courbe approchée passant par la séquence connue de points
exacts. La difﬁculté essentielle de la méthode consiste donc à déterminer un ensemble or-
donné de points sur lesquels la solution va s’appuyer. Cette séquence de points
{
x(ηk)
}
est
calculée pour les n valeurs précisées d’un paramètre ηk , k ∈ 1,n.
Elle ne peut être connue arbitrairement ; aussi sa détermination s’appuie-t-elle sur des
méthodes itératives en procédant par incrémentation à partir d’un état initial connu [Riks,
1984]. La stratégie de résolution s’appuie :
(i) sur la construction d’un prédicteur : x0(ηk)
(ii) sur le calcul de la solution par une fonction itérativeF : xi =F (xi−1), i ∈ 1, I .
Lorsque i = I tel que xi ≈ x(ηk) est jugée satisfaisante, la solution retenue est xi et la procé-
dure avance d’un incrément ηk+1 = ηK +∆ηk . [Riks, 1984] rappelle que la plupart des méth-
odes itératives ne sont convergentes que localement. Il est alors nécessaire que l’incrément
∆ηk soit sufﬁsamment petit pour que la solution prédictive extrapolée x
0 appartienne au
domaine de convergence de la fonctionF .
Dans le cadre de la mécanique, la séquence recherchée correspond au déplacement u
de la structure paramétré par le pseudo-temps τ. On pose donc x ≡ u et ηk ≡ τk , k ∈ 1,n.
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{
u(τk)
}
est alors déterminée en résolvant le système d’équations suivant :
r
(
u;τ
)
= f int− f ext
(
u(τ)
)
= 0 (2.7)
Soit le déplacement uk = u(τk) et sa dérivée première uk,τ =
∂uk
∂τ |τ=τk connus par la donnée
d’un état initial ou le calcul. Le prédicteur à l’étape i peut être obtenu via un développement
de Taylor :
u0k+1 = uk +∆τ uk,τ (2.8)
Une fonction itérative F peut être construite en approchant r (ui ;τk+1) par un développe-
ment limité à l’ordre un autour de ui :
r i+1k+1 = r
(
ui+1k+1;τk+1
)
≈ r ik+1+
∂r
∂u |
(
ui ;τk+1
) · (ui+1k+1−uik+1)= 0 (2.9)
En posant K i
k+1
= ∂r
∂u |
(
ui ;τk+1
), l’équation 2.9 peut s’écrire :
ui+1k+1 = uik+1−
(
K i
k+1
)−1
·r ik+1 (2.10)
On reconnait dans la fonction itérative F : uik+1 7−→ ui+1k+1 déﬁnie par 2.10 la méthode de
résolution de Newton classiquement utilisée en éléments ﬁnis [Abbas, 2013].
Tant que la matrice K ne devient pas singulière au cours du trajet
{
u(τk)
}
, la méthode de
résolution deNewton est un outil ﬁable. Cependant, l’équation (2.5c) rappelle queK devient
singulière lorsque l’instabilité géométrique se déclenche. Il est souvent nécessaire d’accom-
pagner la méthode de Newton d’outils numériques supplémentaires tels que des méthodes
de pilotage pour une paramétrisation adaptative du chargement ou de la recherche linéaire.
1.2.1 Pilotage parméthode de longueur d’arc
En présence d’instabilités matérielles ou géométriques, les méthodes de pilotage per-
mettent de converger vers la réponse physiquement admissible (ﬁgure 2.2a) ou la branche
dissipative (ﬁgure 2.2b).
Laméthode générale consiste à proposer un paramètre η adaptatif lors de la recherche de
la séquence
{
u(ηk)
}
dont l’intensité dépend du comportement [Kazymyrenko, 2013]. Pour
cela, le chargement imposé est décomposé en deux termes.
f ext = f ext
0
+ζ(τ) f ext
p
(2.11)
Où f ext
0
représente la part ﬁxe du chargement, f ext
p
la part pilotée du chargement, donnant
uniquement sa direction et ζ(τ) une inconnue supplémentaire représentant l’intensité du
chargement au cours du temps.
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L’introduction d’une nouvelle inconnue requiert l’ajout d’une nouvelle équation pour
la résolution du système. Une contrainte de pilotage est donc introduite pour stabiliser le
comportement. Pour la méthode de pilotage par longueur d’arc, [Ibrahimbegovic, 2006b]
formule cette contrainte : P (u;ζ) =√‖u,τ‖2+|ζ,τ|2 = s,τ. Avec s,τ un paramètre déﬁni par
l’utilisateur imposant la vitesse du parcours de trajectoire. Lors de l’analyse incrémentale, le
problème (2.7) devient :
r
(
uk+1;ζk+1
)
= f int
k+1−
[(
f ext
0
)
k+1
+ζ(τ)k+1
(
f ext
p
)
k+1
]
= 0 (2.12a)
P (u;ζ)=√‖uk+1−uk‖2+|ζk+1−ζk |2 =∆s(k+1) (2.12b)
[Ibrahimbegovic, 2006b] fait remarquer que (2.12b) correspond à l’équation d’un cercle de
rayon ∆sk+1 centré sur la trajectoire à l’instant précédent. En observant que ∂P∂u =
‖u,τ‖2
P(u;ζ)
u
‖u‖
et ∂P
∂ζ
= |ζ|2
P(u;ζ) , le problème déﬁni par les équations (2.12a) et (2.12b) peut être résolu avec le
schéma itératif S suivant :
S : (uik+1,ζik+1) 7−→

K
i
k+1
·∆uik+1−∆ζik+1
(
f ext
p
)i
k+1
= f ext
0
−
(
f int
)i
k+1
∂P
∂u ·∆u
i
k+1+ ∂P∂ζ ∆ζik+1 =−P
(
uik+1;ζ
i
k+1
) (2.13)
Avec : ∆uik+1 = ui+1k+1−uik+1 et ∆ζik+1ζi+1k+1− ζik+1. Le système S ainsi formulé permet de faire
converger une solution correspondant à un état d’équilibre instable.
Cependant, [Kazymyrenko, 2013] remarque que lors de cetteméthode, le chargement ne
dépend plus directement du tempsmais de la résolution entière du système non linéaire. La
part pilotée du chargement doit donc être indépendante du temps physique. Dans le cas du
ﬂambement thermique des éléments modulaires, les contraintes exercées sur la structure
sont générées par l’élévation en température. Cette dernière est corrélée au temps physique
comme nous l’avons précédemment remarqué avec la ﬁgure 1.5. Cette dépendance rend
inopérante la méthode de pilotage pour le problème de voilement thermique des SCs. Une
solution consiste à remplacer le pilotage par un algorithme de recherche linéaire.
1.2.2 Algorithme de recherche linéaire
En l’absence de pilotage, les méthodes de recherche linéaire permettent d’empêcher la
divergence de la méthode de Newton en cas de perte de raideur importante du système.
Elles consistent à rechercher non plus un incrément de déplacement mais une direction de
recherche ζ dans laquelle l’énergie potentielle totale est minimisée.
Le principe de ces méthodes réside en un changement de métrique à l’aide de change-
ments de variables aﬁn de régulariser la surface déﬁnie par la fonctionnelle. Ceci permet de
faciliter la descente vers le minimum de cette fonctionnelle. En effet, à chaque itération, la
direction d’avancement est prise normale aux lignes d’isovaleurs et est dirigée dans le sens
des valeurs décroissantes. [Abbas, 2013] illustre la pertinence des méthodes de recherche
linéaire d’un exemple simple que nous reprenons ici.
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FIGURE 2.4:Direction de recherche duminimum de J (a) et J¯ (b) [Abbas, 2013]
Soit la fonctionnelle J (x, y) 7−→ 12 a x2+ 12 b y2−α x−β . Les lignes d’isovaleurs de cette
fonctionnelle sont des ellipses. La normale à ces isovaleurs ne pointe généralement pas vers
la solution se trouvant au centre de l’ellipse. Cependant en procédant au changement de
variables x¯ =pa x et y¯ =pa y , l’équation de l’ellipse devient celle d’un cercle : J¯ (x¯, y¯) 7−→
1
2 (x¯
2 + y¯2)− αa x¯ −
β
b y¯ . Le chemin passe par le centre en tout point de chaque isovaleur.
L’utilisation de la direction opposée du gradient deJ dans unemétrique bien choisie fournit
la solution en une seule itération.
Les déplacements sont décomposés en une part connue d’un état antérieur uk , une part
variable incrémentale donnant la direction de la recherche δuk et un coefﬁcient ζ représen-
tant le pas d’avancement :
ui+1k+1 = uik +ζ δuik (2.14)
Le problème est résolu de manière itérative. Dans un premier temps, δuik est obtenu par la
minimisation de la fonctionnelle déﬁnie par l’énergie potentielle totale du système :
J (u)= 1
2
ut ·K ·u−ut · f ext (2.15)
[Abbas, 2013] démontre que le problème de Newton déﬁni par (2.10) et le problème 2.15
sont équivalents. Le même auteur précise que le coefﬁcient ζ est ensuite obtenu à partir
d’une méthode sécante dont les bornes peuvent éventuellement être pré-déterminées.
Dans ces deux paragraphes, nous sommes revenus sur les solutions numériques permet-
tant de résoudre communément les problèmes d’instabilités, en particulier de ﬂambement.
Les analyses de stabilité réalisées à l’aide deméthodes perturbatives sont limitées dans l’ap-
plication des conditions limites cinématiques et aboutissent à des modes de ﬂambement
présentant des oscillations non physiques. Les charges critiques et lesmodes de ﬂambement
ne sont alors pas exploitables bien que des tendances semblent se dessiner. La littérature en-
courage l’utilisation de méthodes continues auxquelles appartient le schéma de résolution
de Newton. Aﬁn de remédier aux divergences que pourrait entraîner un état d’équilibre in-
stable, cette méthode s’accompagne classiquement d’algorithmes de pilotage. Ces derniers
ne sont pas exploitables dans le cadre de la modélisation du ﬂambement thermique des
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SCs suite à la dépendance au temps du chargement. Une solution est alors d’accompagner
la résolution classique par une étape de recherche linéaire. Aﬁn que l’instabilité puisse se
déclencher lors de telles études numériques, de nombreux auteurs recommandent l’intro-
duction d’un défaut dans le modèle [Wright, 1993, Rhodes, 2002]. Ce défaut prendra l’ap-
parence d’une déformation du maillage. Il est choisi conformément au mode 1 local (ﬁgure
A.2a) obtenu via l’analyse de stabilité, comme le préconisent [Liang et al., 2004]. Le choix du
système de résolution numérique étant établi, nous décrirons dans la suite les hypothèses
retenues pour représenter les comportements matériaux.
2 Comportementsmatériaux
Dans la seconde partie du chapitre II nous présenterons les hypothèses effectuées pour
représenter le comportement desmatériaux dans lemodèle numérique. Pour cela nous nous
appuierons sur leur phénoménologie à températures ambiante et élevée que nous présen-
terons en perspective des modèles numériques implémentés dans Code_Aster. Nous nous
intéresserons successivement à l’acier, au béton et aux interfaces.
2.1 Modélisation de l’acier jusqu’à 200◦C
Dans un premier temps, nous présenterons succinctement le comportement escompté
de l’acier porté à haute température et les conséquences en terme de modélisation.
2.1.1 Comportement élasto-plastique avec écrouissage isotrope
L’acier présente, à température ambiante un comportement dit "élasto-plastique". Celui-
ci se manifeste par l’apparition de déformations permanentes passé un seuil de contraintes
subies. Dans l’optique d’une élévation modérée de la température (200◦C) la viscosité ne
sera pas prise en compte. Un essai de traction permet de caractériser complétement le com-
portement unidimensionnel [Lemaitre et al., 2009a]. En général deux allures sont observées :
à palier (ﬁgure 2.5a) ou à module tangent continu (ﬁgure 2.5b).
Dans un premier temps, le matériau présente une réponse linéaire élastique (trajet OA
ﬁgure 2.5a). Lorsque la limite d’élasticité σy est atteinte, la réponse devient non linéaire (tra-
jet AC). Dans le cas d’aciers doux, des hétérogénéités transitoires ou stationnaires peuvent
se produire. C’est le cas de l’exemple présenté dans la ﬁgure 2.5a illustrant le phénomène
des bandes de Lüders. Dans un premier temps, une bande de localisation de la déformation
plastique se forme. Ce phénomène se manifeste par un crochet (point A) lors de l’essai. La
bande se propage ensuite le long du fût de l’éprouvette (palier AB). la ﬁgure 2.5a montre
que lorsque la déformation redevient homogène, on observe un durcissement du matériau
appelé écrouissage (trajet BC). Lors de cette phase, on note l’existence d’une déformation
résiduelle plastique εpl lorsque la contrainte exercée est diminuée (B’O’). Si une charge est à
nouveau appliquée (0’B’) après cette décharge, le comportement est linéaire jusqu’au point
(B’) où a été effectuée la décharge. Le point (B’) correspond alors à la nouvelle limite d’élas-
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FIGURE 2.5: Écrouissage : acier doux (a), acier inox avec cyclage (b) [Lemaitre et al., 2009a]
ticité qui a augmenté. Enﬁn, une phase de striction est visible sur la ﬁgure 2.5a (CD) précé-
dant la ruine dumatériau en (D).
Ces observations entraînent quatre conséquences pour la modélisation : il est nécessaire
de scinder les déformations en une contribution élastique et une contribution permanente :
ε= εe+εpl+εth (i). Une loi élastique (linéaire pour l’acier) doit être déﬁnie : σ= E : εe (ii). Il
faut introduire un critère d’évolution de la plasticité qui s’exprime à travers la loi d’écoule-
ment plastique : ε˙pl = 0 si (σ<σeqvMIS ou f < 0) et ε˙pl ≥ 0 si (σ=σ
eq
vMIS ou f = 0). f est la fonc-
tion critère (iii). Enﬁn, l’introduction d’une loi d’écrouissage déﬁnit l’évolution de la limite
d’élasticité (iv). [Lemaitre et al., 2009a] rappellent qu’en cas de sollicitations cycliques, deux
mécanismes contribuant à l’écrouissage sont observables (ﬁgure 2.5b). Le premier mécan-
isme consiste en une translation du domaine d’élasticité : après une sollicitation en traction
σtry , la limite d’élasticité en compression σ
cp
y est réduite. On parle d’écrouissage cinématique
associé à X . Le second mouvement correspond à l’élargissement du domaine d’élasticité.
Cet effet est dénommé écrouissage isotrope dont on note R la variable associée. Conformé-
ment aux sollicitations présentées par la ﬁgure 1.5, aucun cyclage thermique ne sera réalisé,
si bien que nous ne tiendrons compte dans la suite que de l’écrouissage isotrope R. Pour
de l’acier, on introduit un critère de von Mises tel que f (σ,R) = σeqvMIS−R ≤ 0. Où σ
eq
vMIS =√
3
2
(
σ′ :σ′
)
est la contrainte équivalente au sens de von Mises, σ′ =
(
σ−σH 1
)
le déviateur
des contraintes et σH = 13 trσ la partie hydrostatique du tenseur des contraintes. La règle
de normalité fournit alors l’évolution de la déformation plastique ε˙pl = λ˙pl ∂ f∂σ = 32 λ˙pl
σ′√
3
2 σ
′:σ′
avec λ˙pl le multiplicateur plastique déﬁni par
√
2
3 ε˙
pl : ε˙pl .
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2.1.2 Évolution des propriétés de l’acier avec la température
Propriétés mécaniques : En présence de températures élevées, les chercheurs [Holmes
et al., 1982,Cooke, 1988,Kankanamge etMahendran, 2011] ont observé une dégradation des
propriétés mécaniques, en particulier de la résistance et de la raideur de l’acier.
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FIGURE 2.6: Courbes (σ-ε) d’un acier 43A à températures élevées [Cooke, 1988]
Pour des températures n’excédant pas 400◦C, [Thor, 1973] ne constate pas de ﬂuage du
matériau chauffé. Ce dernier phénomène ne sera donc pas représenté dans nos simulations.
Pour des produits laminés à chaud portés à plus de 150◦C, [Cooke, 1988] relève une perte de
raideur du matériau. cette dernière se manifeste par une diminution de la résistance tandis
que la déformation augmente à un niveau de contrainte donné (ﬁgure 2.6). Cette observa-
tion traduit une baisse du module d’Young du matériau avec la température. Pour des tem-
pératures élevées, la limite d’élasticité est délicate à identiﬁer suite à l’absence de palier. On
lui substitue la contrainte correspondant à un allongement de 0.2%. [Willam et al., 2009] re-
marquent que la résistance ultime de l’acier présente un accroissement surprenant pour des
températures inférieures à 300◦C. [Kankanamge et Mahendran, 2011] proposent une expli-
cation à ce phénomène. Pour ces derniers auteurs, cet accroissement concerne les classes
d’aciers à résistance peu élevée. En présence de températures modérées, des transforma-
tions se produiraient au sein de la microstructure dont les effets domineraient le comporte-
ment ultime. Avec l’augmentation de la température, ces effets seraient retardés et la baisse
de la résistance piloterait le comportement global. À partir des données stipulées par [CEN,
2005b], les auteurs [Willam et al., 2009] proposent les équations (2.16a) et (2.16b) que nous
utiliserons dans nos simulations.
σy(T )
σy(20◦C)
=


1 si T ∈ [0,350◦C]
1.885−2.528 10−3 T si T ∈ [350,706◦C]
0.243−2.025 10−4 T si T ∈ [706,1200◦C]
(2.16a)
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Ea(T )
Ea(20◦C)
=


1 si T ∈
[
0,100
◦C]
1.1−0.001 T si T ∈ [100,500◦C]
1.775−2.35 10−3 T si T ∈ [500,700◦C]
0.312−2.6 10−4 T si T ∈ [700,1200◦C]
(2.16b)
Dans la gamme de températures spéciﬁques aux accidents de dimensionnement des
CNPE ou des INB [0,200◦C], l’EN 1993 et l’équation (2.16a) proposent de considérer σy(T )=
σy(20◦C). Le module d’Young diminue légérement dans le même intervalle de température.
La formule (2.16b) surévalue la perte de raideur par rapport aux essais (ﬁgure 2.7b) ce qui est
conservatif (au sens de la sécurité).
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FIGURE 2.7: Température vs
σy(T )
σy(20◦C)
(a), Ea(T )Ea(20◦C) (b) [Willam et al., 2009]
Propriétés thermiques : Sous hypothèse d’isotropie, trois grandeurs sufﬁsent à carac-
tériser les transferts thermiques conductifs au sein d’un matériau dont la masse volumique,
ρ. La chaleur spéciﬁque,Cp correspond à l’énergie nécessaire pour élever la température de
l’élément d’un degré. La conductivité thermique,λ, représente enﬁn la capacité dumatériau
à conduire la chaleur. Ces grandeurs sont généralement combinées en une variableα= λρCp ,
la diffusivité qui exprime la vitesse de propagation de l’onde thermique dans le matériau.
Ces propriétés thermiques sont affectées par l’augmentation de la température. Il en sera
tenu compte dans lesmodèles en se basant sur les recommandations de l’EN 1993-1-2 [CEN,
2005b]. Le guide conseille de considérer une masse volumique constante ρa = 7850kg/m3.
Les équations (2.17a), (2.17b) et (2.17c) donnent respectivement les évolutions de la dilata-
tion thermique εth, de la chaleur spéciﬁque Cpa et du coefﬁcient de conductivité thermique
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λa.
εth(T )=


1.2 10−5 T +0.4 10−8 T 2–2.416 10−4 si T ∈
[
20,750
◦C]
1.1 10−2 si T ∈
[
750,860
◦C]
2 10−5 T –6.2 10−3 si T ∈ [860,1200◦C]
(2.17a)
Cpa(T )=


425+7.73 10−1 T –1.69 10−3 T 2+2.22 10−6 T 3 si T ∈
[
20,600
◦C]
666+ 13002
738−T si T ∈ [600,735
◦C]
545+ 17820
T −731 si T ∈ [735,900
◦C]
650 si T ∈ [900,1200◦C]
(2.17b)
λa(T )=
{
54–3.33 10−2 T si T ∈ [20,800◦C]
27.4 si T ∈ [800,1200◦C]
(2.17c)
L’inﬂuence de la température thermique sur le coefﬁcient de dilatation de l’acier βa est
obtenue par la relation βa = ε
th
T−T0 où T0 = 20
◦C. L’évolution des grandeurs normalisées sur
leurs références à 20◦C est tracée dans la ﬁgure 2.8. Les valeurs de références choisies sont
βa(20◦C) = 12 10−6◦C−1, Cpa(20◦C) = 425J/(kgK) et λa(20◦C) = 54W/(mK). Des modiﬁca-
tions de la réponse des différentes grandeurs β, Cp et λ se produisent autour de 730◦C. Il
existe notamment un pic de chaleur spéciﬁque pour de telles températures. L’origine de
ce phénomène se situe dans le changement de variété allotropique du fer. En dessous de
730◦C, le fer se présente sous la forme d’α-cristaux de ferrite (structure cubique centrée)
tandis qu’au dessus de 730◦C, des γ-cristaux d’austénite (structure cubique faces centrées)
se forment. La température à laquelle l’acier passe ainsi d’un état ferromagnétique à param-
agnétique est nommée Température de Curie.
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FIGURE 2.8: Propriétés thermiques de l’acier normalisées vs Température
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Les propriétés mécaniques et thermiques de l’acier sont affectées et généralement dé-
gradées par une augmentation de la température. Bien que le niveau de température en
présence d’accident grave soit modéré (180◦C), les variations du module d’Young Ea, de la
conductivité thermique λa et de la chaleur spéciﬁque Cpa sont déjà importantes (10 à 20%)
et doivent faire l’objet d’une attention particulière dans les simulations. Pour cela, les pre-
scriptions de l’EN 1993-1-2 seront respectées dans la suite de ce travail.
2.2 Modélisation du béton jusqu’à 200◦C
Le béton est un matériau biphasique dans lequel on distingue une matrice, pâte durcie
issue du mélange d’eau et de ciment (i), et les granulats (ii). Chaque constituant contribue à
un rôle bien spéciﬁque dans la réponse globale du matériau. Les granulats, de dimensions
variables, confèrent au matériau ses propriétés de résistance et en atténuent les variations
volumiques (imputables au phénomène de retrait par exemple). Le ciment (25 à 40% du vol-
ume total) sert de liant. Lors de sa prise, le durcissement s’opère par la précipitation des
constituants du ciment (silicates bicalcique C2S et tricalcique C3S ) en hydrates (silicate de
calciumhydratéCSH et portlanditeCa(OH)2) après réaction chimique avec l’eau. Lemécan-
ismed’hydratation, ainsi déﬁni, s’accompagne de la formation de pores pouvant être ouverts
et communiquer entre eux, ou fermés et constituer des vides isolés. La structure de ces pores
aura une forte inﬂuence sur les propriétés de résistance mécanique du matériau. Avec l’élé-
vation de la température dans le milieu, des incompatibilités entre les phases matricielles
et granulaires apparaissent tandis que l’eau interstitielle contenue dans les pores change de
phase et génère des pressions internes altérant la microstructure. Il en résulte des modiﬁca-
tions des propriétés thermiques et mécaniques du matériau en fonction de la température
appliquée au béton.
2.2.1 Comportement endommageable du béton
A température ambiante, plusieurs essais sont nécessaires pour appréhender la
phénoménologie du béton aﬁn de modéliser numériquement son comportement par la
suite.
Les essais monotones de traction (σ > 0) et de compression (σ < 0) mettent en exer-
gue le caractère fragile du matériau. Ainsi, le comportement à la compression se traduit par
une première phase linéaire jusqu’à 75% de la résistance maximale (i). Des non-linéarités
apparaissent ensuite et se développent jusqu’au pic (ii) suivies d’une phase adoucissante
(iii). En présence de traction, le comportement exhibé est constitué d’une première phase
linéaire suivie d’un régime adoucissant qui se distingue par sa brutalité et expose la fragilité
dumatériau à ce type de sollicitation [Terrien, 1980]. Un ordre de grandeur sépare les valeurs
de résistance en traction et compression. L’apparition de non-linéarités correspondant à la
dégradation du béton s’explique consensuellement par la formation de microﬁssures ori-
entées normalement à l’extension [Mazars, 1986]. Le matériau présente un comportement
anisotrope hétérogène et voit ses déformations se localiser au pic d’effort avant que la ﬁs-
suration ne se propage lors de la phase adoucissante. Ces essais peuvent être réalisés en
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
Comportementsmatériaux 61
présence de conﬁnement. Dans ce cas, l’augmentation de la surface de contact au sein de
la microstructure est à l’origine d’une raideur et d’une ductilité accrues au niveau macro-
scopique.
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FIGURE 2.9: Courbe σ-ε dumodèle de Mazars obtenue ici avec Code_Aster
En complément des essais monotones, il est coutume de procéder à des essais cycliques
(alternés ou non). Lors des cycles chargement/déchargement, on observe l’apparition d’hys-
térèses et de déformations résiduelles [Reinhardt et Cornelissen, 1984]. Leurs origines trou-
vent une explication dans les frottements qui se produisent entre les lèvres desmicroﬁssures.
En cas de décharge ces dernières ne se referment que partiellement confortant le caractère
irréversible de la dégradation du matériau [Ramtani, 1990]. Pour ﬁnir les cycles de charge-
ment illustrent la diminution des propriétés élastiques du béton. Ce constat associé à la no-
tion demicroﬁssuration est à la base des hypothèses de lamécanique de l’endommagement.
Les modèles numériques développés à partir de cette théorie proposent d’introduire une
variable D nommée endommagement [Lemaitre et al., 2009b]. Cette variable s’interprète
comme une densité de ﬁssures et de défauts au sein d’un volume élémentaire représentatif
telle que 0 ≤ D ≤ 1, avec D = 0 pour un béton sain. Le module d’élasticité injecté dans les
modèles numériques est alors pondéré de l’endommagement à travers la relation (1−D) E
pour tenir compte numériquement (ﬁgure 2.9) de la dégradation observée expérimentale-
ment. Pour ﬁnir, alterner sollicitations de traction avec compression expose le caractère uni-
latéral du béton. Il s’agit du phénomène de restauration de la raideur en compression suite
à la fermeture des ﬁssures de traction. Il apparait alors naturel dans les modèles numériques
de distinguer une variable d’endommagement en traction Dtr et en compression Dcp et de
décomposer le tenseur des déformations en sa partie positive pour la contribution de trac-
tion et négative pour la compression [Mazars et al., 1990,Ramtani et al., 1992].
À partir d’une étude comparative des lois béton implémentées dans Code_Aster (An-
nexe B), nous avons décidé d’utiliser la loi de Mazars. Basée sur la mécanique de l’endom-
magement, elle permet de tenir compte de la perte de raideur du béton sous l’effet de la
microﬁssuration à travers une variable d’endommagement scalaire. Ce modèle isotrope ne
tient pas compte du caractère unilatéral du béton, ni des déformations résiduelles ou des
effets visqueux. Ces hypothèses ne s’avèrent pas préjudiciables aux modélisations compte
tenu du caractère monotone des chargements thermiques considérés (ﬁgure 1.5). A partir
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du potentiel en énergie libre de Helmholtz ρ ψ= 12 (1−D) ε : E : ε, les lois d’état donnent l’ex-
pression du tenseur des contraintes σ= ρ ∂ψ
∂ε
= (1−D) E : ε et de la force motrice de l’endom-
magement Y = ρ ∂ψ
∂D = −ε : E : ε. [Mazars, 1986] introduit une fonction critère caractérisant
l’évolution de l’endommagement écrite en déformations telle que f d = εeqMaz−εd0 . Où εd0 est
une donnée matériau et εeqMaz la déformation équivalente de Mazars déterminée à partir de
la somme des carrés des parties positives des déformations principales : εeqMaz =
√∑
I 〈εI 〉2+.
Enﬁn, la loi d’évolution de la variable D pour cemodèle ne dérive pas des règles de normalité
associées aux conditions de cohérence, mais est formulée analytiquement :
D= (αtr)βDtr+ (1−αtr)βDcp (2.18)
Le coefﬁcient αtr permet de réaliser le couplage entre l’endommagement de traction et
l’endommagement de compression. Il est borné entre 0 (absence de traction) et 1 (ab-
sence de compression). β est un paramètre matériau qui permet lorsqu’il est supérieur à
1, d’améliorer la réponse en cisaillement. Enﬁn les expressions de Dcp et Dtr sont données
par :
Dcp = 1− εd0(1−a
cp)
ε
eq
Maz
− a
cp
exp
[
Bcp(εeqMaz−εd0)
] (2.19a)
Dtr = 1− εd0(1−a
tr)
ε
eq
Maz
− a
tr
exp
[
B tr(εeqMaz−εd0)
] (2.19b)
2.2.2 Influence de la température sur les propriétés du béton
Nous avons rappelé en introduction à ce paragraphe la nature hétérogène du béton. A
cause de la constitution très variable de ce matériau (nature des agrégats, granulométrie,
teneur en eau...) les chercheurs qui souhaitent caractériser le comportement du béton
aux hautes températures présentent des résultats dispersés dûs aux conditions d’essais
différentes (formulations différentes, présence de chargement mécanique, sensibilité à la
vitesse de chauffe, durée dumaintien à chaud...) [Willam et al., 2009]. Cependant, certaines
tendances se dégagent de ces travaux, que nous reprendrons ici.
L’augmentation de la température engendre généralement une baisse des propriétésmé-
caniques du béton, notamment de sa raideur. [Castillo et Durrani, 1990] ont ainsi observé
une réduction de 5 à 10% du module d’élasticité Eb entre 100 et 300
◦C. Dans ses travaux,
[Schneider, 1976] rapporte une baisse du paramètre de 40% dès 200◦C. La décomposition
chimique du béton avec la température permet d’expliquer ce phénomène. En effet, entre 30
et 120◦C, l’eau interstitielle présente au sein dumatériau est évacuée par évaporation. Par la
suite, entre 180◦C et 300◦C, les gels C-S-H se déshydratent et l’eau chimiquement liée se dé-
sorbe. Ces réactions chimiques s’accompagnent de pressions internes (d’autant plus impor-
tantes que le matériau est conﬁné) à l’origine de modiﬁcations de la porosité [Willam et al.,
2009]. Par ailleurs, les deux phases (matrice et granulats) présentes au sein du béton possè-
dent des propriétés thermiques différentes. Avec l’élévation de la température, les granulats
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ont tendance à se dilater. Le comportement de la pâte ciment est variable se dilatant ou se
contractant selon sa teneur en eau et le niveau de température du chargement thermique. Le
couplage entre ces comportements différents engendre des déséquilibres en terme de défor-
mation à l’origine d’une ﬁssuration induite par la thermique. Ces dernières observations ont
amené des chercheurs à proposer des modèles numériques de béton intégrant une variable
d’endommagement thermique [Nechnech, 2000]. L’altération de la microstructure avec la
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FIGURE 2.10: Température vs résistances normalisées : traction (a), compression (b)
obtenues expérimentalement [Blundell et al., 1976]
température permet également d’expliquer la baisse des propriétés de résistance du béton, à
la fois en traction (ﬁgure 2.10a) et en compression (ﬁgure 2.10b). Lors des essais de compres-
sion, il a été rapporté à plusieurs reprises [Blundell et al., 1976, Schneider, 1988] l’existence
de trois régimes de comportement. Dans un premier temps, la résistance à la compression
( σcpbk) diminue avec l’augmentation de la température [20,90
◦C] (i). Ensuite, σcpbk augmente
entre 90 et 200◦C, dépassant parfois la valeur à température ambiante (σcpbk(20
◦C) ) (ii). En-
ﬁn, σcpbk diminue à nouveau avec l’augmentation de la température (iii). Bien que le débat
soit ouvert quant à l’origine de ce phénomène [Willam et al., 2009], une théorie suggère
que le séchage rapproche les particules de C-S-H les unes des autres suite à l’évacuation de
l’eau. Les efforts de cohésion entre ces particules de type Van der Waals seraient alors ren-
forcés ce qui se traduirait par une consolidation du matériau. Lorsque le comportement de
la pâte de ciment n’est plus piloté par le séchage mais la dilatation thermique, les actions
de cohésion sont réduites et la résistance à la compression diminue, baisse ampliﬁée par les
transformations chimiques et minéralogiques à plus hautes températures. Enﬁn, le béton
révèle un comportement plus ductile avec l’augmentation de la température. On observe
que les recommandations de [CEN, 2004b] ne sont pas conservatives, notamment en com-
pression (ﬁgure 2.10b). On procédera à l’identiﬁcation des paramètres dans l’annexe B sur
les résultats expérimentaux obtenus par [Schneider, 1976].
A l’instar des propriétés mécaniques, les transformations qui s’effectuent au sein de la
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microstructure dues à une élévation de la température entraînent une évolution des pro-
priétés thermiques. Ainsi, le rapport de [Naus, 2010] rappelle que des variations du poids
et de la porosité auront une incidence sur la masse volumique. La conductivité thermique
du béton, λb, est également fortement corrélée à la porosité et l’état de la microstructure
du matériau. Une teneur en eau élevée dans la formulation du béton est à l’origine d’une
porosité plus importante. Le coefﬁcient de conductivité thermique diminue alors (en par-
ticulier lors du séchage) puisque d’avantage d’eau et d’air sont présents dans les pores. En
effet, ces ﬂuides sont des isolants thermiques qui s’opposent aux transferts conductifs (table
2.1). Une élévation de la température au sein du milieu a pour conséquence d’accroître les
discontinuités tout en asséchant le matériau. Il en résulte une baisse de la conductivité ther-
mique dubéton. Enﬁn, la chaleur spéciﬁque dubéton tend à augmenter avec la température.
TABLE 2.1: λ, à température ambiante des constituants du béton [Naus, 2010]
Matériau λ (W/(mK)
Aggrégats : 0.7-4.2
Béton saturé en eau : 1-3.6
Pâte de ciment durcie, saturée en eau : 1.1-1.6
Eau : 0.515
Air : 0.026
Vapeur saturée : 0.037
Le paramètre est particulièrement sensible aux nombreuses transformations siégeant dans
le béton [Naus, 2010]. Pour cette raison, un pic de chaleur spéciﬁque, d’amplitude fonction
de la teneur en eau, semanifeste entre 100 et 120◦C lors de l’évaporation de l’eau libre 2. L’EN
1992-1-2 tient compte des différents phénomènes que nous venons de présenter dans son
approche règlementaire. Les équations (2.20a), (2.20b), (2.20c) et (2.20d) donnent respec-
tivement les évolutions de la dilatation thermique εth, de la chaleur spéciﬁque 3 Cpb , de la
masse volumique ρb et du coefﬁcient de conductivité thermique λb.
εth(T )=
{
−1.8 10−4+9 10−6 T +2.3 10−11 T 3 si T ∈
[
20,700
◦C]
14 10−3 si T ∈ [700,1200◦C]
(2.20a)
Cpb(T )=


900 si T ∈
[
20,100
◦C]
900+ (T −100) si T ∈ [100,200◦C]
1000+ (T −200)/2 si T ∈ [200,400◦C]
1100 si T ∈ [400,1200◦C]
(2.20b)
2. la chaleur spéciﬁque inclue alors la chaleur latente d’évaporation de l’eau
3. Selon l’EN 1992-1-2 le pic de chaleur spéciﬁque peut être pris égal à cpeak = 2020J/(kgK) entre 100 et
110◦C pour une teneur en eau de 3%.
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ρb(T )=


ρb(20
◦C) si T ∈ [20,115◦C]
ρb(20
◦C) (1−0.02 (T −115)/85) si T ∈ [115,200◦C]
ρb(20
◦C) (0.98−0.03 (T −200)/200) si T ∈ [200,400◦C]
ρb(20
◦C) (0.95−0.07 (T −400)/800) si T ∈ [400,1200◦C]
(2.20c)
λb(T )= 2−0.2451 (T /100)+0.0107 (T /100)2 (2.20d)
L’inﬂuence de la température sur le coefﬁcient de dilatation du béton βb est obtenue par la
relation βb = ε
th
T−T0 où T0 = 20
◦C. L’évolution des grandeurs normalisées sur leurs références
à 20◦C est tracée dans la ﬁgure 2.11. Les valeurs de références choisies sont βb(20◦C) =
9 10−6◦C−1,Cpb(20
◦C)= 900J/(kgK), ρb(20◦C)= 2300kg/m3 et λb(20◦C)= 1.9W/(mK).
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FIGURE 2.11: Température vs propriétés thermiques du béton normalisées (a), diffusivité (b)
selon EN 1992-1-2
À l’image de l’acier, les propriétés mécaniques et thermiques du béton sont affectées
et généralement dégradées par une augmentation de la température. Bien que la tempéra-
ture atteinte en cas d’accident grave soit modérée (180◦C), les variations dumodule d’Young
Eb, de la conductivité thermique λb et de la chaleur spéciﬁque Cpb sont déjà importantes
et doivent faire l’objet d’une attention particulière dans les simulations. Toutefois, compte
tenu de la complexité du matériau due à son hétérogénéité et à sa composition variable, la
littérature fournit des résultats très variables quant à la valeur des différents paramètres en
fonction de la température. Cela étant stipulé, nous nous baserons sur les prescriptions de
l’EN 1992-1-2 dans la suite de ce travail.
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2.3 Comportement aux interfaces
Le dernier composant dont il faut déﬁnir le comportement aﬁn d’alimenter le modèle
numérique correspond aux interfaces. Dans la suite nous distinguerons deux types d’inter-
faces : la zone de contact plan plaque en acier - béton, IPB, et la transition entre connecteurs
en acier (goujon et tirant) et béton, ICB. La gestion des interfaces doit être abordée avec soin
car elles sont le lieu des transferts de contraintes et des transferts thermiques ; des transfor-
mations à l’interface entraîneront des modiﬁcations au niveau des transferts, en particulier
en cas de décohésion de l’IPB lorsque le voilement local se produit.
2.3.1 Représentationmécanique des interfaces
Phénomènologie : Un parallèle peut être réalisé entre l’interface IPB et le phénomène
d’adhésion se produisant lors de l’utilisation de coffrages métalliques. Les travaux de thèse
de [Martin, 2007] rapportent que trois facteurs contribuent au développement d’une ad-
hérence acier béton dans le cas de contact plan. Le premier correspond à une contribu-
tion mécanique dépendant de l’aspect surfacique de la peau métallique. Ainsi, en présence
d’aspérités, la formation d’incrustations participe au phénomène d’adhérence. Le second
facteur provient de la migration de l’eau vers l’interface. Un mince ﬁlet se constitue entre la
plaque en acier et le béton. Des forces de capillarité (forces de Laplace) se développent et
renforcent la cohésion de l’ensemble. Enﬁn, certains auteurs [Al Khalaf et Page, 1979] ont
relevé une sensibilité de la résistance au cisaillement à l’interface acier-mortier suite à la
polarisation de l’alliage par différents potentiels électriques. Les liaisons entre les ions mé-
talliques et du béton participeraient à l’adhérence par l’action de forces électriques.
Cependant l’effet du retrait se cumulant avec le durcissement du béton, une réduction de
l’adhérence est attendue avec le séchage du béton. Ainsi, en constructionmixte, desmortiers
haute adhérence [Thomann, 2005] ou des résines époxys [Mays et Vardy, 1982] sont placés
à l’interface pour renforcer la liaison.
Essai de caractérisation : Aﬁn de vériﬁer la valeur de l’adhérence pour l’interface IPB nous
menons un essai push-off (ﬁgure 2.12).
Le procédé expérimental de cet essai est décrit comme suit. L’éprouvette est constituée
de trois blocs de béton de sections identiques 200× 200mm et de deux plaques en acier
de 6mm d’épaisseur, préalablement dégraissées avec de l’acétone. Les deux blocs de béton
externes ont pour vocation de raidir les plaques en acier pour garantir la planéité de ces
dernières au cours de l’essai. Un effort de compression est appliqué au bloc central jusqu’à
la ruine de l’interface par cisaillement. L’essai est réalisé à 28 jours.
Au cours de l’essai, la rupture à l’interface fut observée dès le décoffrage de l’éprouvette,
lors du retrait de la cale placée au fond du coffrage lors du coulage. La répétition du procédé
menant à des observations similaires, il fut conclu que l’adhérence IPB en présence de béton
sec était sufﬁsamment faible pour être négligée.
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FIGURE 2.12: Essai de push-off, spécimen testé (a), rupture interface (b)
Modélisation : L’interface plaque-béton peut alors être représentée à l’aide d’algorithmes
de contact. Toutefois les méthodes de recherches linéaires n’étant pas compatibles avec de
tels algorithmes [Abbas, 2013], les difﬁcultés de stabilité dues au comportement adoucis-
sant du béton et au voilement se traduisent par des difﬁcultés de convergence. Une solution
consiste à introduire des éléments cohésifs. L’interface IPB est donc maillée explicitement à
l’aide d’éléments joints, munis d’une loi de comportement représentative de la rupture frag-
ile en mode I en traction et élastique en compression [Kazymyrenko, 2014]. Les expressions
des contraintes normales et tangentielles sont données par (2.21).
σn =


Padh Kn δn si δn < 0[
σadh
(1+P−1r )
κ −
Kn
Pr
]
δn si 0≤ δn < κ
σadh
(1+Pr )
κ −
Kn δn
Pr
si κ≤ δn < κr
0 si δn ≥ κr
et σt =


Kn δ
tr si δn < 0(
1− δn
κtanr
)
Kt δ
tr si 0≤ δn < κtanr
0 si δn ≥ κtanr
(2.21)
Avecσadh la contrainte d’adhérence,Kn la raideur normale,Kt la raideur tangente. δ(n;t ) est le
saut en déplacement (normal ou tangent). Pr est le coefﬁcient de pénalisation de la rupture
et Padh celui de la pénalisation du contact. Soit ϑ la rugosité de l’interface. Les seuils sont
déﬁnis par κ0 =σadh/Kn pour le domaine élastique, κr =σadh (1+Pr )/Kn le seuil de rupture
en saut de déplacement, κtanr = κr tan
(
ϑ π4
)
le seuil de rupture tangentielle.
Le comportement attendu de l’interface connecteur-béton (ICB) correspond à celui d’un
rond lisse noyé dans le béton. Il comprend une première phase d’adhérence parfaite suivie
d’une phase de dégradation des propriétés tribologiques et enﬁn d’une phase de glisse-
ment lorsque le connecteur glisse. Aﬁn d’en tenir compte dans le modèle, des éléments de
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joints formulés à partir d’une loi de frottement de Coulomb sont introduits dans le modèle
[Kazymyrenko, 2014].


δt = (δt)e+ (δt)pl
σt =Kt (δt)e
σn =min(Kn δn,Rt)


f (σ,λ)= ‖σt‖+µ (σn−Rt)−K λ≤ 0
f λ˙= 0; λ˙≥ 0
δ˙
pl = λ˙ σt‖σt‖
(2.22)
Avec Rt = σadh/µ la résistance à la traction maximale, Kn la raideur normale, Kt la raideur
tangente et K λ > 0 un terme d’écrouissage. µ est le coefﬁcient de Coulomb tel que dans la
phase de glissement, ‖σt‖ =µσn.
κ0 κ κr
σadh
δn
σn
(a)
Kt
K λ
δt
σt
(b)
FIGURE 2.13: Comportement Joint_Rupture (a), Joint_Frottant (b) [Kazymyrenko, 2014]
[Haddad et al., 2008] s’est intéressé à l’inﬂuence de la température sur la dégradation de
l’interface, à partir d’essai pull-out haute température. Il a observé une perte de la contrainte
d’adhérence d’environ 40% à partir de 400◦C, suivie d’une forte baisse. Pour des tempéra-
tures inférieures à 300◦C, σadh est peu affectée pour des aciers HA. Dans le cas des ronds
lisses, la perte d’adhérence est plus prononcée.
2.3.2 Échanges thermiques aux interfaces
Classiquement, les échanges thermiques à l’interface sont traités de façon continue dans
les simulations. Dans la réalité, l’interface est discontinue : il existe un certain nombre de
vides remplis d’eau, d’air ou de vapeur dont la faible conductivité thermique est à l’orig-
ine d’une résistance thermique d’interface qui doit être considérée dans la modélisation.
[Yovanovich et al., 1997] déﬁnit la conductance thermique à l’interface hthj comme la somme
des contributions d’une conductance de contact hthc et d’une conductance h
th
ipb des vides. La
conductance de contact [Cooper et al., 1969] est une grandeur dépendant de la moyenne
des conductivités thermiques des matériaux en contact, de la rugosité de ces matériaux, de
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la pression de contact... La conductance des vides est fonction de la conductivité thermique
du remplissage, de l’épaisseur des vides et d’un paramètre permettant de tenir compte de la
raréfaction des gazs. hthj est donc une grandeur difﬁcile à caractériser.
Dans ses travaux, [Ghojel, 2004] se focalise sur le cas particulier de l’interface acier-béton
propre aux poteaux hybrides (IPB). Enmenant une analyse inverse à partir des résultats d’es-
sais qu’il a réalisés, le chercheur propose la formule (2.23) permettant d’approcher la con-
ductance pour ce type d’interface.
hthj = a−b exp
(
−c T d
) [
W/(m2K)
]
(2.23)
Où a = 1926, b = 765.8, c = 339.9 et d = 1.4 sont suggérés en absence de chargement. L’auteur
observe une décroissance de hthj avec la température, marquée des 200
◦C. Elle serait due à
lamigration de l’eau vers l’interface avec la température puis à son évaporation, unmélange
air/vapeurmeilleur isolant thermique que l’eau remplissant alors les vides et diminuant hthipb.
Cependant, le modèle de [Ghojel, 2004] ne tient pas compte du potentiel décollement et
de l’introduction d’une lame d’air à l’interface. [Rush, 2013] propose unmodèle de transferts
unidimensionnels basé sur la conservation de l’énergie pour tenir compte de la décohésion
éventuelle de l’IPB. Pour cela, il fait l’hypothèse de transferts conducto-convectifs au sein de
la lame d’air.
ρCp
∂T
∂τ
=∇(λ∇T )+hipb [T −T∞] (2.24)
Et introduit un terme de rayonnement émis par la plaque et reçu par le béton à l’interface :
ϕa→b = ǫtot σ0 A
(
T 4a −T 4b
)
(2.25)
Où ǫtot = ǫa ǫb est l’émissivité relative entre les surfaces d’acier et de béton de section équiv-
alente A. σ0 = 5.669 10−8W/(m2K4). Le terme de conductance hipb est corrélé à la conduc-
tivité de l’air, et l’épaisseur de la lame d’air par l’expression hipb = n
(
λair
δ Nuipb
)
. Où n est un
paramètre empirique et Nuipb le nombre de Nusselt dont l’expression est donnée par :
Nuipb =


1 si :Grw < 7 103
0.0384Gr 0.37w si : 10
4 <Grw < 8 104
0.0317Gr 0.37w si :Grw > 2 105
(2.26)
Dans (2.27), Grw = g βair ρ
2
air (Ta−Tb) δ3
µ2air
est le nombre de Grashof fonction de g , accélération
due à la pesanteur, βair coefﬁcient de dilatation thermique de l’air. ρair et µair sont respec-
tivement la masse volumique et la viscosité de l’air. Pour des poteaux hybrides, [Rush, 2013]
a observé lors d’essais queGrw < 7 103 et propose donc de prendreNuipb = 1. Après discréti-
sation à l’aide des différences ﬁnies, la température dans le béton en présence d’une lame
d’air s’écrit :
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T ib0 = T
i−1
b0
+ ∆τ
ρb Cpb ∆tb0
[
hipb
(
T i−1an −T
i−1
b0
)
+ǫtot σ0
(
(T i−1an )
4− (T i−1b0 )
4
)
−
(
λi−1b0 +λ
i−1
b1
2
) (
T i−1b0 +T
i−1
b1
∆tb0
)]
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FIGURE 2.14: Transferts 1D
Dans la seconde partie du chapitre II, nous avons présenté les différentes phénoménolo-
gies que l’on souhaite modéliser et les lois de comportements numériques appropriées
aﬁn de les représenter dans les simulations. Les caractéristiques de chacun des matériaux
présents (acier, béton, interfaces) sont affectées par la température. Or, l’évolution de ces
propriétés et de la géométrie auront à leur tour une incidence sur la distribution des tem-
pératures dans le système. Il est donc nécessaire d’introduire un couplage spatio-temporel
des systèmesmécanique et thermique. Le choix du schéma de couplage ainsi que ses limites
seront discutés dans la partie suivante.
3 Couplage thermo-mécanique
En cas de voilement de la plaque en acier, une lame d’air se forme à l’interface suite
au déplacement hors plan de la peau métallique. La présence d’air introduit une résistance
thermique venant modiﬁer les transferts thermiques à l’interface et dont il est nécessaire
de tenir compte dans le modèle [Ding et Wang, 2007]. Le gradient de température dans la
structure dépend alors de la réponse post-critique de la plaque. Il en résulte un important
couplage thermo-mécanique qui doit être traité avec soin [Piperno, 1997a].
Parmi les solutions numériques permettant de coupler les phénomènes thermiques et
mécaniques, les schémas de couplage explicites offrent un compromis intéressant entre coût
et précision. Cependant, compte-tenu de la nature du schéma, le phénomène thermique est
en retard. Il en résulte une erreur fonction de l’incrément de temps utilisé.
Dans cette partie, nous développons unmodèle analytique permettant d’obtenir une es-
timation a priori de l’erreur attendue.
3.1 Écriture du problème couplé aux éléments finis
Nous reviendrons ici sur les différentes stratégies de couplage présentées dans la littéra-
ture et nous écrirons le problème couplé dans un formalisme adimensionnel cohérent avec
la méthode des éléments ﬁnis.
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3.1.1 Algorithmes de couplage
La question du couplage apparait dès lors que la réponse globale de deux sous-structures
interagissant ensemble nécessite, pour être calculée, la connaissance simultanée de chacune
des solutions. La problématique est classique pour le traitement d’interactions dynamiques
ﬂuide-structure. Ces problèmes impliquent généralement deux sous-systèmes : l’un mé-
canique, l’autre ﬂuide, couplés au moyen d’une interface dont le maillage est adaptatif
[Batina, 1990]. Les méthodes de couplage spatio-temporel entre phénomènes physiques
différents ont ainsi fait l’objet de nombreux travaux, en particulier dans le domaine de
l’aéroélasticité [Farhat et al., 1995,Farhat et al., 1998].
Deux approches différentes ont pu être proposées dans la littérature [Piperno, 1997b].
La première consiste à utiliser un schéma monolithique (ﬁg 2.15a), aussi nommé schéma
pleinement implicite. Il consiste en l’écriture des deux sous-systèmes comme un problème
unique. La résolution du système est exacte, cependant ce type de schéma est difﬁcile à ex-
primer et s’applique généralement aux études simples et linéaires.
En présence de fortes non-linéarités, les schémas décalés sont généralement employés
[Piperno, 1997a]. Les deux sous-systèmes (S1 et S2) s’écrivent séparément avec des con-
ditions d’échanges à l’interface. Une attention particulière est accordée à la conservation
de l’énergie au cours de la résolution numérique. Trois grandes familles d’algorithmes sont
discernables :
i. La procédure itérative : la solution est calculée pour S1 et S2 jusqu’à convergence. La
solution est exacte mais la durée du calcul peut rapidement devenir prohibitive (ﬁg
2.15b).
ii. Les procédures de couplage décalées (CSS) : chaque sous-système est résolu suc-
cessivement à chaque incrément temporel. L’utilisation de prédicteurs octroie un
meilleur contrôle des données échangées, en particulier sur la génération artiﬁcielle
d’énergie liée au couplage (ﬁg 2.15c).
iii. Les procédures de couplage parallèles : les deux sous-systèmes sont résolus simultané-
ment. À l’image des schémas CSS, il est possible de garantir un meilleur respect de la
conservation de l’énergie en contrôlant l’information échangée (ﬁg 2.15d).
Pour les schémas décalés (ﬁg 2.15c), le cycle est décrit comme suit : une prédiction
du déplacement de la structure est réalisée au temps tn+1 : X n+1 = un + α0 ∆τ u˙n +
α1 ∆τ (u˙n − u˙n−1) [Piperno et Farhat, 2001] (1). Le système ﬂuide est avancé à τn+1 en ac-
cord avec la prédiction faite (2). La pression et les contraintes exercées par le ﬂuide sur la
structure sont injectées dans le modèle mécanique (3). Le sous-système mécanique est en-
ﬁn avancé à τn+1 avec les efforts calculés précédemment (4).
Dans notre modélisation du voilement thermique, un schéma décalé est utilisé pour son
rapport intéressant entre précision (avec choix d’un prédicteur) et coût en ressources. nous
choisissons de déﬁnir le sous-système S1 comme étant le problèmemécanique et S2 le prob-
lème thermique.
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FIGURE 2.15: Schémas de couplage monolithique (a), itératif (b), décalé (c) et parallèle (d)
(adapté de [Moutoussamy, 2013])
3.1.2 Formulation variationnelle du problème couplé adimensionné
Il apparait alors nécessaire d’étudier les erreurs introduites par la violation du principe
de conservation de l’énergie par le schéma de couplage. Pour cela, les équations couplées
doivent être posées et analysées pour chaque sous-système [Ibrahimbegovic, 2006c]. Aﬁn
de borner le problème couplé, les équations caractéristiques seront écrites dans leur for-
malisme adimensionnel [Murphy, 1972].
Dans la suite, X représente la grandeur physique. X ∗ la référence choisie et X˜ le facteur
d’échelle. Ces grandeurs sont liées par la relation :
X = X ∗ X˜ (2.27)
Équation de la chaleur adimensionnée : L’équation classique de la chaleur pour les prob-
lèmes conductifs est donnée, pour un solide isotrope (Ω), par :
ρCp T,τ =∇ ·
(
λ∇T
)
(2.28)
Soient R et Y les variables duales des variables d’états r (écrouissage isotrope) et D (en-
dommagement) ; la source de chaleur produite par la dissipation mécanique : svmeca = σ :
εpl
,τ
−R r,τ+Y D ,τ est négligée par rapport aux chargements externes appliqués. Introduire
une température sans dimension θ˜ = T−T0Tc−T0 comme paramètre et utiliser la relation (2.27)
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amènent à la relation :
ρ˜ C˜p θ˜,τ˜ = ∇˜ ·
(
λ˜∇˜θ˜
) τ∗ λ∗
ρ∗ C∗p L∗
2 (2.29)
l’équation (2.29) s’accompagne des conditions limites de Dirichlet et de Neumann ap-
pliquées respectivement à Γ1 et Γ2 frontières du volumeΩ telles que (Γ1∪Γ2 ⊂ Γ) et (Γ1∩Γ2 =
∅) (voir ﬁgure 2.16a).
θ˜|Γ1 = θ˜h , température imposée
−∇˜θ˜|∂Γ2 ·n =
h∗ L∗
λ∗ h˜
(
θ˜− θ˜∞
)
, échanges convectifs avec le milieu extérieur.
(2.30)
Soit ˆ˜θ la température virtuelle. La formulation variationnelle de (2.29) s’écrit :
∫
Ω˜
ˆ˜θ ρ˜ C˜p θ˜,τ˜ dΩ˜=−
τ∗ λ∗
ρ∗ C∗p L∗
2
∫
Ω˜
∇˜ ˆ˜θ · λ˜∇˜θ˜ dΩ+ L
∗ h∗
λ∗
∫
Γ˜2
ˆ˜θ h˜
(
θ˜− θ˜∞
)
dΓ˜ (2.31)
On déﬁnit les fonctions de formeNi (x˜, y˜ , z˜) et l’approximation nodale de la température par :
T|Ωel =
∑Nno
Ωel
i=1 Ni (x˜, y˜ , z˜) Ti Il vient dans le cadre des variables sans dimension :
θ˜|Ωel =
∑Nno
Ωel
i=1 Ni (x˜, y˜ , z˜) θ˜i
θ˜,τ˜|Ωel =
∑Nno
Ωel
i=1 Ni (x˜, y˜ , z˜) θ˜i ,τ˜
(2.32)
Pour ﬁnir, l’expression de la matrice d’interpolation est donnée par : bi =

∂Ni /∂x˜∂Ni /∂y˜
∂Ni /∂z˜

 (2.31)
devient :∫
Ω˜el
Ni ρ˜ C˜p N j θ˜ j ,τ˜ dΩ˜+
τ∗ λ∗
ρ∗ C∗p L∗
2
∫
Ω˜el
bti · λ˜b j θ˜ j dΩ=
L∗ h∗
λ∗
∫
Γ˜el2
Ni h˜
(
N j θ˜ j − θ˜∞
)
dΓ˜ (2.33)
Cette dernière équation peut s’écrire comme le système algébrique suivant traduisant
l’équilibre thermique global, avec le vecteur des températures nodales d˜
θ = [θ1, . . . ,θNno]t :
M˜
θ
· d˜
θ
,τ˜+ K˜
θ
· d˜
θ = f˜ θ (2.34)
Dont les coefﬁcients sont données par :
M˜θi j =
∫
Ω˜el Ni ρ˜ C˜p N j dΩ˜
K˜ θi j = τ
∗ λ∗
ρ∗ C∗p L∗
2
∫
Ω˜el b
t
i · λ˜b j dΩ˜− L
∗ h∗
λ∗
∫˜
Γel2
Ni h˜ N j dΓ˜
f˜ θi =−L
∗ h∗
λ∗
∫˜
Γel2
Ni h˜ θ˜∞ dΓ˜
(2.35)
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Équation d’équilibre adimensionnée : Nous allons maintenant développer l’équation
d’équilibremécanique dans son formalisme adimensionnel. L’équation générale est donnée
par l’expression :
ρ
∂2u
∂τ2
=∇σ+b (2.36)
Lesmatériauxmodélisés sont l’acier et le béton dont on prend en compte l’endommage-
ment [Mazars, 1986]. Ces deux lois de comportement peuvent être formulées génériquement
à travers un comportement élastique :σ=A : εe oùAs = Es pour l’acier etAc = (1−D) Ec pour
le béton.
La formulation variationnelle de (2.36) s’écrit alors :
∫
Ω
uˆ ρ u,ττ dΩ=−
∫
Ω
εˆe :A : εe dΩ+
∫
Ω
uˆ ·b dΩ (2.37)
Puis en adimensionnant l’équation (2.37) : εe = ε−β ∆T 1, ε˜ = ε, β = β∗ β˜, A = A∗ A˜ et
u = L∗ u˜, il vient :
∫
Ω˜
ˆ˜u ρ˜ u˜,τ˜τ˜ dΩ˜=−
τ∗
2
A∗
ρ∗ L∗2
∫
Ω˜
ˆ˜ε : A˜ : ε˜ dΩ˜+ τ
∗2 A∗
ρ∗ L∗2
β∗ ∆Tc
∫
Ω˜
ˆ˜ε : A˜ : β˜ θ1 dΩ˜
+ τ
∗2 b∗
ρ∗ L∗
∫
Ω˜
ˆ˜u · b˜ dΩ˜ (2.38)
Soient les fonctions de forme Ni (x˜, y˜ , z˜), le déplacement nodal u|Ωel =
∑Nno
Ωel
i=1 Ni (x˜, y˜ , z˜) ui et
B
i
la matrice d’interpolation déformation-déplacement. Il vient :
u˜|Ωel =
∑Nno
Ωel
i=1 Ni (x˜, y˜ , z˜) u˜i
u˜,τ˜|Ωel =
∑Nno
Ωel
i=1 Ni (x˜, y˜ , z˜) u˜,τ˜i
ε˜
|Ωel
=∑NnoΩeli=1 B i (x˜, y˜ , z˜) · u˜i
Avec B
i
=


∂Ni /∂x˜ 0 0
0 ∂Ni /∂y˜ 0
0 0 ∂Ni /∂z˜
∂Ni /∂x˜
∂Ni /∂y˜ 0
0 ∂Ni /∂y˜
∂Ni /∂z˜
∂Ni /∂x˜ 0
∂Ni /∂z˜


En tenant compte des déﬁnitions précédentes, l’équation (2.38) devient :
∫
Ω˜
Ni ρ˜ N j u˜ j ,τ˜τ˜ dΩ˜+
τ∗
2
A∗
ρ∗ L∗2
∫
Ω˜
B t
i
: A˜ : B
j
u˜ j dΩ˜
− τ
∗2 A∗
ρ∗ L∗2
β∗ ∆Tc
∫
Ω˜
B t
i
: A˜ :N j1 β˜ θ˜ dΩ˜=
τ∗
2
b∗
ρ∗ L∗
∫
Ω˜
Ni · b˜ dΩ˜ (2.39)
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Cette dernière équation peut s’écrire comme le système algébrique suivant traduisant
l’équilibre mécanique global, avec le vecteur des déplacement nodaux d˜
u = [u1, . . . ,uNno]t :
M˜
u
· d˜
u
,τ˜τ˜+ K˜
u
· d˜
u− F˜ θ · d˜ θ = f˜ u (2.40)
Dont les coefﬁcients sont données par :
M˜ui j =
∫
Ω˜Ni ρ˜ N j dΩ˜
K˜ ui j = τ
∗2 A∗
ρ∗ L∗2
∫
Ω˜B
t
i
: A˜ :B
j
dΩ˜
F˜ θi j = τ
∗2 A∗
ρ∗ L∗2
β∗ ∆Tc
∫
Ω˜B
t
i
: A˜ : β˜N j1 dΩ˜
f˜ ui = τ
∗2 b∗
ρ∗ L∗
∫
Ω˜Ni · b˜ dΩ˜
(2.41)
Le système couplé est donné par les équations (2.34) et (2.40) et s’écrit :
M˜
u
· d˜
u
,τ˜τ˜+ K˜
u
· d˜
u− F˜ θ · d˜ θ = f˜ u
M˜
θ
· d˜
θ
,τ˜+ K˜
θ
· d˜
θ = f˜ θ
(2.42)
L’effet de la température sur le système mécanique s’exprime par l’apparition d’un ef-
fort interne imputable à la dilatation thermique. L’inﬂuence de la réponse mécanique sur
le sous-système thermique est moins évidente. En effet, ce phénomène se traduit par une
modiﬁcation de la géométrie et donc des volumes sur lesquels est calculé l’équilibre ther-
mique.
L’utilisation d’un schéma décalé pour résoudre le problème (2.42) se traduit par l’ap-
parition d’une erreur liée à la nature explicite du schéma de couplage. En effet la résolution
décalée de chaque sous-système entraîne le retard de l’un par rapport à l’autre comme l’il-
lustre la ﬁgure 2.15c. Compte tenu de la forte non-linéarité du modèle mécanique et de son
caractère instable, nous avons décidé de propager l’erreur sur le problème thermique con-
ductif. Ce sous-système étant plus régulier, il est possible de borner la température même
en présence de ﬂambement de la plaque en acier. Le système (2.42) peut alors être formulé
à l’instant τn de la façon suivante :
M˜
u
n
· d˜
u
n,τ˜τ˜+ K˜
u
n
· d˜
u
n − F˜
θ
n
· d˜
θ
n−1 = f˜
u
n
M˜
θ
· d˜
θ
n,τ˜+ K˜
θ
n
· d˜
θ
n = f˜
θ
n
(2.43)
En accord avec les hypothèses effectuées, le retard sur le champ de température apparait
explicitement dans le système (2.43) par l’indice n−1. Le système est résolu de la façon suiv-
ante : à partir du champ de températures calculé à l’instant τn−1, une prédiction [Piperno
et Farhat, 2001] de l’état thermique au temps τn est réalisée : θ˜
pred
n = θ˜n−1+α0 ∆τ˜ θ˜n−1,τ˜+
α1 ∆τ˜
(
θ˜n−1,τ˜− θ˜n−2,τ˜
)
. Où α0 et α1 sont des paramètres qui déterminent la précision du
schéma 4 (i). Le champ de température θ˜predn est utilisé dans le calcul mécanique dont on
4. α0 = 1 et α1 = 0 pour un schéma du premier ordre, α0 = 1 et α1 = 12 pour un schéma du second ordre
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récupère le champ de déplacement à l’instant τn (ii). Le maillage thermique est actual-
isé par translation de l’incrément de déplacement précédemment calculé (iii). Le champ
de température θ˜n est calculé dans cette nouvelle conﬁguration (iv). On procède au con-
trôle de l’erreur δθ˜n = θ˜n − θ˜predn (v). On remarque que le prédicteur utilisé correspond à
un développement en série de Taylor de θ˜n à l’ordre un ou deux. En prolongeant cette
réﬂexion à un prédicteur d’ordre quelconque i , on constate que l’erreur de couplage déﬁnie
précédemment δθ˜in = θ˜n−θ˜pred(i )n correspond au reste du développement en série de Taylor :
δθ˜in = Ri (τ˜) =
∑∞
i+1
1
k !
∂k θ˜n
∂τ˜k
∆τ˜k . Il est alors possible d’obtenir un majorant de cette erreur à
partir du théorème du reste pour les séries de Taylor.
Théorème 1 Si ∂
i+1θ˜n
∂τ˜i+1 est continue sur l’intervalle I = [τn ,τn +∆τ], alors : ∃ τM ∈ I tel que
|Ri (τ˜)|≤ |∂
i+1θ˜(τM )
∂τ˜i+1 |
∆τ˜i+1
(i+1)!
Dans le paragraphe suivant nous présentons une méthode pour obtenir une approximation
analytique de la quantité |∂k+1θ(τM )
∂τ˜k+1 |.
3.2 Estimation analytique de la déviation sur la température
Pour cela nous nous baserons sur la solution du problème conductif en une dimension
(1D) aﬁn de simpliﬁer le problème.
3.2.1 Description dumodèle simplifié
Le système considéré correspond à une structure SC avec ses deux plaques métalliques,
un remplissage béton et des connecteurs traversants répartis en mailles régulières.
Γ1
Le´gende :
plaque
en acier
be´ton
connecteur
zone
chauffe´e
B
B’ A’
A
Γ2
(a)
θh
θc
θ0
θ0
connecteur
suivant AA’
voilement
suivant BB’
(b)
FIGURE 2.16: Description du système thermo-mécanique : géométrie (a), allure des gradi-
ents (b)
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Le chargement considéré correspond au cas de l’accident grave en centrale (ﬁgure 1.5).
Ce scénario de chargement se traduit par une vitesse de la montée en température de
0.18◦C/s. Il faut donc τref = 6s pour que la température augmente d’un degré Celsius. Aﬁn
de caractériser la réponse de chaque composant de l’élément SC, la température caractéris-
tique de conduction τλ = t
2
α est calculée pour les différentes épaisseurs t de matériaux. Avec
les propriétés thermiques de l’acier, de l’air et du béton ainsi que leurs épaisseurs respec-
tives : ta = 4mm, tair = 5mmet tb = 250mm, il vient τλa ≃ 1s, τλair ≃ 0.9s et τλb ≃ 32h. Le calcul
des différents temps caractéristiques comparé à la vitesse du chargement appliqué permet-
tent de réaliser les hypothèses suivantes : d’abord le régime est supposé permanent dans les
plaques d’acier et dans la couche d’air puisque τλa ≈ τλair < τref (i). Au contraire, τλb >> τref.
On suppose donc un choc thermique au sein du béton exprimé en 1D par l’équation (2.44)
(ii). Ce qui se traduit par un gradient de température non linéaire comme l’illustre la ﬁgure
2.16b.
θ˜(x˜, τ˜)=
(
θ˜0− θ˜c
)
erf

 L
∗
2
p
α∗ τ∗︸ ︷︷ ︸
B∗
x˜p
α˜eq τ˜

+ θ˜c (2.44)
On introduit α′, la diffusivité équivalente du système. En effet, les connecteurs seront re-
froidis par échanges transverses avec le béton environnant [Kodur et Mackinnon, 1999].
On propose alors de traiter cette zone particulière en introduisant une diffusivité équiva-
lente dont la valeur est une somme pondérée des diffusivités de l’acier et du béton. αeq =
̟a αa + (1−̟a) αb où ̟a est le poids de la participation de l’acier par rapport à celle du
béton. Les températures en régime stationnaire pourront être déterminées à partir de l’ex-
pression des résistance thermiques : R tha = taλa , R
th
air =
tair
λair
, 1
Rthtot
=̟a λatb + (1−̟a)
λb
tb
(où ̟a = 1
représente un remplissage en acier pur et̟a = 0 en béton pur) et enﬁn R thext = 1hext .
3.2.2 Élaboration de la solution analytique
Développement : Aﬁn d’obtenir une borne supérieure de |∂k+1θ(τM )
∂τ˜k+1 |, la solution que nous
proposons consiste à développer (2.44) en série entière. Pour cela, on exploite la décompo-
sition en série entière de la fonction erreur [Winitzki, 2003].
La température peut alors s’exprimer :
θ˜n(x˜, τ˜)= θ˜c +
2p
π
(
θ˜0− θ˜c
) ∞∑
0
(−1)k B∗2k+1 1
(2k+1) k !
(
x˜p
α˜eq
)2k+1
︸ ︷︷ ︸
ak
(
1p
τ˜n
)2k+1
(2.45)
Le rayon de convergence de cette série est +∞. La série est absolument convergente donc
ses dérivées sont absolument convergentes de même rayon de convergence (voir annexe C
section 1). En procédant par récurrence, le calcul de la dérivée de θ˜ relativement à τ˜ amène :
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∂i θ˜n
∂τ˜i |τ˜n
= 2p
π
(
θ˜0− θ˜c
) ∞∑
0
(−1)k+i ak τ˜
−(k+i+ 12 )
n
(
i−1∏
j=0
(
k+ j + 1
2
) )
(2.46)
Cette dernière expression se simpliﬁe en remarquant que
∏i−1
j=0
(
k+ j + 12
)
= (2[k+i ])! (k)!(k+i )! (2k)! 12i .
L’équation (2.46) peut être réécrite :
∂i θ˜n
∂τ˜i |τ˜n
= 2p
π
(
θ˜0− θ˜c
) ∞∑
k=0
(−1)k+i b(i )k τ˜
−(k+i+ 12 )
n (2.47a)
b(i )k =
1
2i
1
(2k+1)
(2[k+ i ])!
(k+ i )! (2k)!
(
L∗
2
p
α∗ τ∗
x˜p
α˜eq
)2k+1
(2.47b)
On peut décomposer cette dernière expression en deux termes. Le premier est l’approxima-
tion de la dérivée i -ième à l’ordrem notéeQm . Le second terme est le reste à l’ordrem noté
Sm dont une borne supérieure Smax peut être déterminée à partir du théorème du reste pour
les séries alternées. Ces deux grandeurs sont déﬁnies par les équations suivantes :
Qm(
∂i+1θ˜n−1
∂τ˜i+1
)= 2p
π
(
θ˜0− θ˜c
) m∑
k=0
(−1)k+i+1 b(i+1)k τ˜
−(k+i+ 32 )
n−1 (2.48a)
Sm(
∂i+1θ˜n−1
∂τ˜i+1
)≤ Smax =
2p
π
(
θ˜0− θ˜c
)
b(i+1)m+1 τ˜
−(m+i+ 52 )
n−1 (2.48b)
L’écriture en série entière permet de calculer la sommeQm récursivement pour obtenir une
précision à des ordresm élevés et un reste Sm d’autant plus faible, à moindre coût (annexe
C section 2). Finalement, l’erreur de couplage δθ˜ peut s’écrire en fonction deQm et Smax :
∣∣∣δθ˜in∣∣∣≤ δθ˜(i m)n (Qm ,Smax,∆τ˜)=
(
Qm(
∂i+1θ˜n−1
∂τ˜i+1
)+Smax
)
∆τ˜i+1
(i +1)! (2.49)
Où i est l’ordre du prédicteur utilisé dans le couplage, m est l’ordre d’approximation de la
dérivée i -ème par rapport au temps de la température sous hypothèse de conduction ther-
mique 1D. A partir de l’équation (2.49) et d’une tolérance imposée sur l’erreur, (δθ˜), il est
possible d’obtenir un ordre de grandeur du pas de temps à respecter dans la simulation
numérique.
∆τ˜≤∆τ˜(i m) = i+1
√√√√√ δθ˜ (i +1)!(
Qm(
∂i+1θ˜n−1
∂τ˜i+1 )+Smax
) (2.50)
Influence des différents paramètres sur l’erreur analytique : À partir des formules
obtenues précédemment il est possible d’obtenir une estimation de l’erreur de couplage
pour un point déﬁni par ses coordonnées spatiale et temporelle (x,τ). Aﬁn d’étudier l’in-
ﬂuence des approximations d’ordre i du prédicteur et d’ordre m de ∂
i θ˜
∂τ˜i
, nous considérons
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dans la suite un point situé dans la couche béton, après voilement de la plaque en acier. Les
propriétés thermiques retenues pour le béton sont : λb = 1.90W/(m K), Cpb = 900J/(kg K),
ρb = 2300kg m−3. Les valeurs de référence choisies pour réaliser l’adimensionnement sont :
la diffusivité de l’acier α∗ = λ∗C∗p ρ∗ =
λa
Cpa ρa
et le temps caractéristique de conduction de la
plaque en acier : τ∗ = t
2
p
α∗ . Concernant les propriétés thermiques de l’acier il vient λa = 54
W/(m K),Cpa = 425 J/(kg K) et ρa = 7850 kg m−3.
TABLE 2.2: Inﬂuence des paramètres x,τ, i ,m et ∆τ sur l’erreur de couplage prédite
Cas Cref C1 C2 C3 C4
Variables d’entrées
Profondeur x (m) 0.05 0.015 0.05 0.05 0.05
Instant τ (s) 900 100 900 900 900
Ordre préd. i (−) 1 1 2 1 1
Ordre ∂
i θ˜
∂τ˜i
m (−) 0 0 0 10 0
Pas de temps ∆τ (s) 30 30 30 30 9
Sorties
Polynôme Qm (−) 4.16 10−6 3.35 10−5 2.39 10−8 6.26 10−7 4.16 10−5
Reste Smax (−) 2.31 10−8 1.35 10−6 1.86 10−10 1.06 10−14 2.31 10−8
Erreur δθ(i m)n (
◦C) 0.23 2.33 0.02 0.04 0.03
La table 2.2 donne la valeur de l’erreur de couplage prédite analytiquement selon la po-
sition spatio-temporelle du point considéré (cas C1), l’ordre du prédicteur (C2), l’ordre du
polynôme d’approximation de ∂
i θ˜
∂τ˜i
(C3) et la valeur de l’incrément temporel du schéma de
couplage (C4). Le casCref constitue une référence.
On remarque que l’erreur est plus importante au début du chargement thermique. Il est
donc nécessaire de soigner particulièrement les premiers instants du chargement qui sont
entachés des plus fortes erreurs. L’explication provient d’une part de la forme analytique
de la solution et d’autre part de la diminution rapide de la température dans l’épaisseur
de béton, compte tenu des propriétés isolantes de ce dernier. Comme attendu, procéder
avec demeilleures approximations amène à une erreur plus faible. Ce comportement atteste
d’une convergence rapide des développements en séries (de Taylor et entière) des quantités
approchées. Ainsi, en augmentant d’un ordre le niveau du prédicteur, l’erreur analytique
diminue d’un ordre de grandeur. De même une approximation à l’ordre 10 de la dérivée
permet de gagner un ordre de grandeur. Pour ﬁnir, baisser l’incrément temporel réduit con-
sidérablement l’erreur de couplage.
Des approximations importantes des grandeurs impliquées se traduisent par une erreur
surévaluée, néanmoins sécuritaire lorsque (2.50) est employée aﬁn de déterminer un in-
crément de temps pour le calcul numérique. Cependant Qm peut être facilement calculé
récursivement à un ordre m élevé de telle sorte que Smax soit négligeable devant Qm (ﬁg-
ure C.1). Dans la suite nous confronterons l’erreur calculée au cours du chargement ther-
mique δθ(1∞)n à différentes positions au résidu calculé dans les modèles numériques δθ
(1)
n
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(prédicteur d’ordre 1 etm −→+∞).
3.3 Validation par comparaison avec les résultats numériques
L’étude suivante est réalisée en deux dimensions (2D) aﬁn de travailler avec des mail-
lages rafﬁnés pour minimiser les erreurs résultant de la discrétisation spatiale du problème.
Une telle modélisation se traduit par une sur-estimation du puits thermique généré par le
connecteur et donc une modiﬁcation des échanges thermiques à proximité.
Deux modèles sont réalisés. Le premier modèle tient compte des discontinuités mé-
canique et thermique à l’interface (M1) tandis que l’hypothèse de températures continues à
l’interface est réalisée pour le second modèle (M2), même en régime post-critique. La com-
paraison des ﬂux thermiques entre les deuxmodèles permettra de qualiﬁer l’effet de la lame
d’air sur les transferts thermiques. Pour chaque modèle, la température sans dimensions θn
est calculée à chaque instant τn et comparée avec le prédicteur utilisé : δθ = θn −θpredn . La
quantité ainsi calculée est ensuite rapportée au facteur (θc −θ0) pour la rendre sans dimen-
sion. On obtient ainsi une grandeur δθ˜n comparable à l’erreur analytique déﬁnie par (2.49).
La ﬁgure 2.17 donne les champs d’erreurs obtenus pour les modèles M1 et M2, à l’instant où
θn = θmax.
~z
~x
(a)
-0.003
-0.001
0.001
0.003
δθ (%)
~z
~x
(b)
FIGURE 2.17: Erreur relative à τ= 900s : lame d’air (a), contact thermique parfait (b)
La ﬁgure 2.17 montre que le champ d’erreur suit le champ de température avec une er-
reur maximale de 0.003% atteinte dans les zones où les transferts sont les plus importants.
Un petit pas de temps (∆τ = 9s) ayant été utilisé dans le calcul, les niveaux d’erreurs sont
également réduits. Pour le modèle M2, l’erreur suit essentiellement les transferts conductifs
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1D. Elle est alors concentrée en bandes comme lemontre la ﬁgure 2.17b. La positivité de δθ˜n
montre que la température prédictive sous-estime la valeur recherchée. L’erreur est maxi-
male au voisinage du connecteur métallique où ont lieu des transferts thermiques transver-
saux. En présence d’une lame d’air (M1), la modiﬁcation des transferts thermiques est im-
portante par comparaison avec le cas continu (ﬁgure 2.17a). En effet, à cause de la forte résis-
tance thermique introduite par l’air, l’effet de puits thermique par le connecteur est ampliﬁé.
L’erreur se concentre alors dans un cône centré autour du tirant métallique qui se comporte
comme une ailette et est refroidi par les transferts thermiques transverses. Lorsque la zone
est sufﬁsamment éloignée du connecteur, l’erreur apparaît plus homogène et l’hypothèse de
transferts conductifs 1D, valide. Finalement une erreur négative est observable à proximité
de la soudure (ﬁgure 2.17a). Très localement, la température prédictive surestime légèrement
la température réelle suite au puits thermique réalisé par le connecteur.
Dans la suite, la solution analytique exprimée par l’équation (2.49) est calculée
numériquement pour chaque point de Gauss de deux zones d’intérêts : le long du con-
necteur (axe AA’ de la ﬁgure 2.16a) et à l’aplomb du centre de l’élément SC dite "zone de
voilement maximal", le long de l’axe BB’ (ﬁgure 2.16a). Une résistance thermique à l’inter-
face est considérée. La comparaison sera donc réalisée avec le modèle M1.
Erreur de couplage au niveau du connecteur : Les ﬁgures suivantes établissent les com-
paraisons entre simulation et la solution analytique (2.49) des évolutions de la température
(ﬁgure 2.18) et de l’erreur (ﬁgure 2.19) au voisinage du connecteur.
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FIGURE 2.18: Champs θ˜ numérique (a), analytique (b) au voisinage du connecteur
Le modèle analytique surestime légèrement la température. Lorsque le connecteur est
ﬁn, comme c’est ici le cas, les écarts dus à la négligence des transferts thermiques trans-
verses restent sécuritaires : l’erreur de couplage prédite analytiquement est plus importante
et étendue que l’erreur obtenue numériquement (ﬁgure 2.19). Ce constat est dû à l’ampliﬁ-
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cation des écarts observés sur la température à cause des dérivations successives. Ici, la pré-
diction est d’ordre 1 donc l’erreur d’ordre 2. Compte tenu de la forme du résidu analytique, il
est cohérent d’observer deux branches divergentes dans la ﬁgure 2.19b. En effet, chacune de
ces branches correspond à l’un des deuxmaximums locaux de la dérivée seconde de la fonc-
tion u 7−→ erf(u) (annexe C partie 3). Ces branches sont absentes de la réponse numérique
(ﬁgure 2.19a). Deux hypothèses pourraient expliquer ce phénomène.
0 50 100 150 200
200
400
600
800
0.015
0.037
0.010
0.003
E´paisseur (mm)
T
em
p
s
(s
)
(a)
0 50 100 150
0
200
400
600
800
0.015
0.037
0.010
0.003
E´paisseur (mm)
T
em
p
s
(s
)
0.00
0.02
0.04
0.06
0.08
0.10
0.12
δθ˜ (%)
(b)
FIGURE 2.19: Champs δθ˜ numérique (a), analytique (b) au voisinage du connecteur
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FIGURE 2.20: Erreurs maximales δθ˜max en fonction du temps, au voisinage du connecteur
Premièrement, dans la simulation numérique, les dérivées temporelles de la température
sont obtenues via laméthode des taux d’accroissement. Cette discrétisation se traduirait par
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une plus grande régularité de l’erreur obtenue. Deuxièmement, les écarts observés pour-
raient incomber à l’inﬂuence des transferts transversaux qui homogénéisent temporelle-
ment le niveau d’erreur. L’étude de l’erreur de couplage en zone ﬂambée permettra de cor-
roborer la seconde hypothèse.
Enﬁn, la ﬁgure 2.20 présente l’évolution de l’erreur maximale au cours du temps pour
les solutions numérique et analytique. L’erreur analytique surestime légèrement le résultat
numérique en dehors du premier instant (à τ0, le prédicteur est nul) et suit la même ten-
dance que l’erreur numérique.
Erreur de couplage dans la zoneflambée : Les ﬁgures 2.21 et 2.22 établissent les comparai-
sons entre simulation et solution analytique des évolutions de la température (ﬁgure 2.21) et
de l’erreur (ﬁgure 2.22) au cœur de la zone ﬂambée. En présence de ﬂambement important,
il est nécessaire de tenir compte de la formation d’une lame d’air dont les propriétés de ré-
sistance thermique modiﬁent les transferts thermiques. Cette évolution est prise en compte
dans la solution analytique en introduisant une dépendance de la température imposée au
béton à la résistance thermique de l’interface. Il en résulte une baisse locale de la tempéra-
ture faisant suite au changement brusque de cinématique causé par l’instabilité. Ce constat
est plus marqué pour la solution analytique (ﬁgure 2.21b) mais reste observable pour la pre-
mière isovaleur (θ˜ = 0.031) de la solution numérique (ﬁgure 2.21a). le voilement se produit
ici à faible température (30◦C) à cause de l’élancement important de l’élément SC considéré
(s/tp = 120) en vue de maximiser l’erreur (ﬁgure 2.22).
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FIGURE 2.21: Champs θ˜ numérique (a), analytique (b) au centre de l’élément
Contrairement aux observations au voisinage du connecteur (ﬁgure 2.19) , deux branches
divergentes sont visibles sur les champs d’erreurs obtenus pour chacune des deux approches
numérique et analytique. Cette observation conﬁrme l’hypothèse selon laquelle le lissage
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opéré dans la ﬁgure 2.19a est dû aux transferts transverses. Les erreurs numériques et an-
alytiques présentent une bonne correspondance, tant en terme de magnitude que de ré-
partition. Ceci correspond à la meilleur conformité du modèle analytique à distance des
connecteurs aux hypothèses formulées, en particulier au meilleur respect de l’hypothèse
de conduction 1D. Quelques écarts (ﬁgure 2.21) restent néanmoins observables à cause du
voilement qui affecte la raideur des éléments utilisés dans le calcul numérique et en con-
séquence la réponse mécanique de ce dernier.
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FIGURE 2.22: Champs δθ˜ numérique (a), analytique (b) au centre de l’élément
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FIGURE 2.23: Erreurs maximales δθ˜max en fonction du temps, au centre de la zone voilée, en
présence d’une lame d’air (a), continuité des températures à l’interface (b)
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La bonne correspondance entre les valeurs d’erreurs obtenues numériquement et analy-
tiquement est conﬁrmée par les erreurs maximales au cours du temps (ﬁgure 2.23a).
Similairement à la ﬁgure 2.20, l’erreur maximale analytique surestime légèrement le ré-
sultat numérique en dehors du premier instant. La réponse du modèle numérique présente
des oscillations (ﬁgure 2.23a). Aﬁn de déterminer l’origine de ces dernières, une simulation a
été réalisée dans laquelle on impose la continuité des températures à l’interface. On obtient
alors une bonne correspondance entre l’erreur observée numériquement et l’erreur prédite
analytiquement (ﬁgure 2.23b). L’origine des oscillations provient donc de la nature de l’in-
terface. En présence de ﬂambement, la perte brutale de raideur mécanique des éléments
d’interface impacte le sous-système thermique. En présence de maillages plus grossiers, le
phénomène est ampliﬁé. Il en résulte des pics d’erreurs en 3Ddonnant lieu à des singularités
locales lorsque les instabilités se manifestent.
Dans cette troisième partie, nous avons présenté un outil d’analyse numérique perme-
ttant d’estimer l’ordre de grandeur de l’erreur induite par l’utilisation d’un schéma de cou-
plage décalé. L’erreur la plus importante se manifeste au voisinage des connecteurs. Bien
que les hypothèses de conduction 1D du modèle analytique soient violées par la présence
de transferts thermiques transverses, le poids des échanges conductifs reste sufﬁsamment
important pour que la prédiction analytique reste ﬁable. Il est alors possible de calculer un
incrément de temps pour un problème de ﬂambement donné et une tolérance d’erreur don-
née. Cet outil se révèle utile dans le cadre des études paramétriques qui suivront, en assurant
une meilleur maîtrise du couplage thermo-mécanique.
Conclusion partielle
Dans ce chapitre, nous avons présenté unmodèle fortement non linéaire tenant compte
d’un couplage thermo-mécanique pour résoudre numériquement le problèmedu voilement
thermique des SCs.
Nous avons démontré que la méthode de Newton entrait dans le champ des méthodes
continues permettant de résoudre de tels problèmes d’instabilité. Toutefois, le passage du
point critique et la présence de comportements adoucissants requièrent l’utilisation con-
jointe de techniques de recherches linéaires pour parvenir à la convergence de l’algorithme.
Par ailleurs, aﬁn de déclencher l’instabilité géométrique, une perturbation est introduite sur
le maillage telle que la déformée initiale corresponde à celle du premier mode de ﬂambe-
ment local.
Un soin particulier est apporté à la modélisation des matériaux acier, béton et interfaces
pour lesquels on tient compte de la dégradation avec la température. Les échanges ther-
miques aux interfaces sont aussi considérés dans le modèle. Ainsi, les éléments cohésifs
utilisés dans le maillage des interfaces deviennent également le support d’une lame d’air.
Nous introduisons alors une résistance thermique évoluant avec la réponse mécanique per-
mettant de tenir compte de façon approchée desmodiﬁcations des échanges thermiques en
régime post-critique.
Compte tenu de la complexité du modèle, le choix d’un schéma décalé synchrone s’est
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alors imposé pour éviter les surcoûts en temps de calcul : la ﬁabilité de la réponse du sys-
tème couplé est assurée par une double précaution. L’utilisation de prédicteurs permet une
maîtrise des quantités échangées tandis qu’un outil analytique a été développé aﬁn d’es-
timer l’ordre de grandeurs des erreurs générées par le schéma de couplage.
À partir du modèle numérique ainsi déﬁni nous générerons une base de données
numériques permettant d’acquérir une meilleure compréhension du problème de ﬂambe-
ment. Ces résultats seront détaillés au chapitre III. Enﬁn les données obtenues serviront
également de référence au dimensionnement d’une campagne expérimentale de validation
décrite au chapitre IV.
Les hypothèses présentées, leur justiﬁcation et la maîtrise des imprécisions inhérentes
permettent d’avoir un niveau de conﬁance sufﬁsamment bon pour l’exploitation de cemod-
èle dans les chapitres suivants.
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Chapitre III
Élaboration d’un critère analytique pour le
voilement thermique
Ce chapitre détaille l’élaboration d’une méthode de vérification
du cloquage thermique des SC. A partir d’observations
numériques, nous poserons le problème du voilement thermique
que nous résoudrons par la méthode de Galerkin. Le résultat sera
validé puis simplifié pour une application en ingénierie.
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Introduction au chapitre III
A l’issue du chapitre I, nous avions soulevé l’absence de recommandations et de données
signiﬁcatives quant à la problématique du cloquage thermique des éléments SCs. Ce vide s’-
expliquait par les chargements thermiques propres à l’industrie nucléaire à considérer pour
que le phénomène dût être pris en compte dans la conception d’une structure. L’objet du
présent chapitre consiste à combler cette lacune identiﬁée dans la norme par l’élaboration
d’une méthodologie de vériﬁcation des SCs au voilement thermique développée sur la base
d’une physique observée numériquement.
Dans une première partie, nous mettrons en application le modèle numérique déﬁni au
chapitre II. A l’aide d’études de criblage et de sensibilité, nous identiﬁerons dans une pre-
mière partie les paramètres et phénomènes physiques qui devront être considérés dans le
développement d’un modèle analytique.
Ces conclusions permettront d’écrire dans une deuxième partie le problème général de
la plaque thermoélastique, à partir de la théorie des plaques minces de von Kármán et de
l’approche du problème en grands déplacements de Föpple. Nous résoudrons le système
obtenu via une méthode approchée de Galerkin. Le détail des calculs et les solutions partic-
ulières seront alors fournis dans l’annexe D.
Enﬁn, dans la troisième partie, nous validerons le modèle analytique sur les résultats
numériques. Et nous traduirons lemodèle analytique en uneméthodologie simpliﬁée, adap-
tée à l’ingénierie en amont de la conception des Scs.
1 Paramètres pilotant la réponse au voilement thermique
La première partie du chapitre III correspond à la mise en application du modèle
numérique élaboré au chapitre II et à la construction d’une base de résultats numériques
sur lesquels nous nous appuierons par la suite. Nous situerons les études réalisées en per-
spective de l’objectif du chapitre : proposer un modèle analytique de ﬂambement aﬁn d’en
extraire des critères de dimensionnement adaptés aux éléments SC.
La première étape consiste à déterminer les paramètres signiﬁcatifs qui seront à consid-
érer dans la solution analytique. Ce but sera atteint en procédant à une étude de criblage
mené au paragraphe 1.1. Les résultats de l’étude paramétrique seront ensuite complétés
d’une analyse de sensibilité au paragraphe 1.2. Cette dernière nous conduira à nous inter-
roger sur la contribution de la plasticité à la réponse de la plaque voilée dans le dernier para-
graphe 1.3.
1.1 Études de criblage par laméthode des plans d’expériences
Nous cherchons ici à identiﬁer les paramètres participant à la réponse au voilement ther-
mique des éléments SCs. Pour cela, nous réaliserons des études de criblage grâce à l’utilisa-
tion conjointe des plans d’expériences et des simulations numériques. L’étude paramétrique
ainsi menée fournira des informations qualitatives des effets des facteurs considérés sur la
température critique et l’amplitude du déplacement transverse.
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1.1.1 Introduction aux plans d’expériences
Les plans d’expériences sont des outils d’optimisation utilisés autant dans la recherche
appliquée qu’en ingénierie. Ils consistent en une série d’essais ordonnés de telle sorte qu’un
maximum d’informations puissent être extraites d’unminimum de résultats expérimentaux
[Goupy, 2000]. Ils sont généralement utilisés aﬁn d’optimiser des réglages, de modéliser un
comportement et de déterminer des facteurs clés.
Nous nous intéresserons particulièrement à ce dernier objectif qui est généralement at-
teint en procédant à des études de criblage. Ces dernières permettent d’évaluer qualitative-
ment l’inﬂuence statistique des facteurs recensés par l’utilisateur. La méthodologie d’une
telle étude se résume en quatre étapes : le recensement des facteurs d’inﬂuence (i), l’at-
tribution de valeurs à ces facteurs. Ces valeurs, pouvant être quantitatives ou qualitatives,
discrètes ou continues, sont centrées réduites et dénommées niveaux. Le niveau bas prend
donc la valeur −1 et le niveau haut, la valeur +1 (ii), la déﬁnition du plan factoriel (complet
ou réduit) correspondant à l’étude (iii) et la réalisation des essais suivie de leurs interpréta-
tions (iv).
Plans factoriels complets : Soient {xi }, i ∈ 1,n l’ensemble des facteurs contribuant à
une réponse y . Réaliser un plan d’expérience complet consiste à tester toutes les m com-
binaisons possibles pour chaque valeur associée à chaque facteur aﬁn de construire le mod-
èle :
y = a0+
∑
i
ai xi +
∑
i , j
i 6= j
ai j xi x j +
∑
i , j ,k
i 6= j 6=k
ai j k xi x j xk + ... (3.1)
Le coefﬁcient a0 correspond à la moyenne y¯ des sorties yl , l ∈ 1,2n de chaque essai réal-
isé. Le coefﬁcient ai représente l’effet moyen du facteur xi sur y et les ai j correspondent à
la mesure de l’interaction entre les facteurs xi et x j . La méthode traditionnelle pour déter-
miner ai consiste à ﬁxer les facteurs x j , j 6= i et à faire varier xi . La totalité des mesures n’est
alors pas exploitée pour déterminer l’effet d’un facteur. La méthode des plans d’expérience
consiste à réaliser les essais aux extrémités du domaine expérimental. Les vecteurs xi , con-
stitués des valeurs prises par xi pour les différents essais, sont alors orthogonaux entre eux.
Pour des facteurs à deux niveaux, l’effet moyen de xi est alors calculé à partir de la moyenne
des sorties y¯+xi (x) obtenues lorsque xi = +1 moins la moyenne des sorties y¯−xi (x) obtenues
pour xi =−1.
ai =
1
2
(
y¯+xi (x)− y¯
−
xi (x)
)
(3.2)
Par analogie, une interaction peut être déterminée à partir de l’équation 3.3.
ai j =
1
2
(
y¯+xi x j (x)− y¯
−
xi x j (x)
)
(3.3)
Les effets et interactions sont alors déterminés à partir de l’ensemble des résultats. Cepen-
dant le nombre s nécessaires à l’obtention des coefﬁcients ai ou ai j devient rapidement
prohibitif. Pour n facteurs à deux niveaux, 2n essais doivent être réalisés si on suit un plan
complet aﬁn de déterminer l’ensemble des coefﬁcients du modèle.
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Plans factoriels fractionnaires : Les plans fractionnaires sont une solution permettant de
réduire le nombre d’expérimentations à réaliser au détriment de certaines interactions nég-
ligées dans lemodèle. Ce sont les plans utilisés pour les études de criblages. Étant considérés
n paramètres xi à deux niveaux, on désire réduire le nombre d’essais à 2n−p (p ∈N). Les ma-
trices des plans fractionnaires utilisent les matrices des plans complets. Ce sont donc des
matrices carrées qui ne permettent d’évaluer que 2n−p effets et interactions sur les 2n exis-
tants. Il est donc nécessaire de retrouver les coefﬁcients manquants du plan complet dans
les 2n−p grandeurs étudiées du plan fractionnaire.
Ceci est rendu possible en ﬁxant des contraintes, nommées aliases, vraies dans chacune
des 2n−p expériences. Soit xi (resp. x j ) le vecteur de dimension 2
n−p représentatif des valeurs
prises par le paramètre xi (resp. x j ). Les termes xil et x jl , l ∈ 1,2n−p valent ±1. Le vecteur
xk = xi × x j obtenu en réalisant le produit de Hadamard de xi par x j : présente les mêmes
caractéristiques. Il vient alors pour toutes les expériences xi × x j × xk = 1. L’aliase initiale
choisie par l’expérimentateur est xk = xi x j qu’on écrira xi x j xk .
Par exemple, considérons l’étude d’un plan fractionnaire à n = 3 facteurs pour lequel on
souhaite diviser par 2 le nombre d’essais : p = 1. L’aliase choisie est x3 = x1 x2. On remarque
alors que x1 = x2 x3, x2 = x1 x3, x3 = x1 x2 et x1 x2 x3 = 1. Le modèle se met alors sous la
forme y = (a0+ a123)+ (a1+ a23) x1+ (a2+ a13) x2+ (a3+ a12) x3. On introduit la notion de
contraste qui traduit une somme algébrique d’effets et/ou d’interactions, ici hpe0 = a0+a123,
hpe1 = a1+a23, h
pe
2 = a2+a13 et h
pe
3 = a3+a12. La matrice des effets du plan réduit s’écrit :
TABLE 3.1:Matrice des effets pour un plan 23−1
Essai 1 x1 x2 x1 x2 y
(x1 x2 x3) (x2 x3) (x1 x3) (x3)
1 +1 -1 -1 +1 y1
2 +1 +1 -1 -1 y2
3 +1 -1 +1 -1 y3
4 +1 +1 +1 +1 y4
contraste hpe0 h
pe
1 h
pe
2 h
pe
3
Il est possible de déduire les effets et interactions a des contrastes h lorsque les interac-
tions sont négligeables. Le choix de l’aliase initiale conditionne directement la possibilité de
distinguer les effets des facteurs des effets des interactions. Construire un plan d’expérience
adapté au problème traité n’est pas toujours aisé. De nombreuses méthodes existent aﬁn de
satisfaire à cet objectif. On pourra citer entre autres les méthodes de Box et Hunter [Box
et al., 1978] consistant à négliger l’interaction d’ordre le plus élevé, où encore les tables de
Taguchi fournissant des tables associées à des graphes linéaires [Taguchi, 1987].
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1.1.2 Élaboration des plans adaptés au voilement thermique
La problématique du voilement thermique des éléments SCs suggère de rechercher les
paramètres inﬂuençant la température critique de voilement (Tcrit) et le déplacement hors-
plan (w) de la peaumétallique. La première étape pourmener les études de criblage consiste
à recenser les paramètres pouvant intervenir dans la réponse. Compte-tenu du caractère
local du comportement recherché, les études seront réalisées à l’échelle de la maille élé-
mentaire représentée dans la ﬁgure 2.1b. Nous nous intéresserons tout particulièrement au
poids : de l’élancement de la plaque ϕ (i), du module d’Young de l’acier Ea (ii), de la limite
d’élasticité de l’acier σy (iii), du défaut initial
(
w (iv), de la raideur imposée aux conditions
limites K S (v), du diamètre des connecteurs Øg (vi), de la modélisation des transferts ther-
miques à l’interface IPB H thipb (vii) , de la loi de comportement affectée à l’acier H
e
a (viii), et
au bétonH eb (ix) et enﬁn de la vitesse de chauffe T˙ (x). Pour le déplacement, nous ajouterons
bien sûr le poids de la température T (xi).
Les niveaux minimum et maximum des paramètres sont déﬁnis par rapport au domaine
d’étude et à la littérature (chapitre I). Ainsi, on prendra T− = 20◦C et T+ = 200◦C. Il en dé-
coule directement les niveaux des paramètres matériaux dont les évolutions sont données
au chapitre II. T˙− correspond à la vitesse de chauffe la plus lente rencontrée lors de l’acci-
dent BWA (ﬁgure 1.5b) et T˙+ correspond au chargement type accident grave (ﬁgure 1.5a).
L’ensemble des paramètres et de leurs niveaux (+ et −) étudiés dans les études de criblage
sont répertoriés dans la table 3.2 pour les études de Tcrit et de w .
TABLE 3.2: Paramètres étudiés et leurs niveaux pour Tcrit et w
Sortie Nom Symbole + −
Tcrit&w a ϕ 80 40
Tcrit&w b Ea 210000MPa 189000MPa
Tcrit&w c σy 355MPa 235MPa
Tcrit&w d
(
w 2mm 0.01mm
Tcrit&w e Øg 13mm 6mm
Tcrit&w f K S ∞ 0N & m
Tcrit&w g H ea plastique élastique
Tcrit&w h H eb mazars élastique
Tcrit&w i H thipb lame d’air contact parfait
Tcrit&w j T˙ 12◦C/min 0.7◦C/h
w k T 100◦C 200◦C
Pour Tcrit, on désire étudier les inﬂuences de 10 facteurs ainsi que certaines interactions
ϕ Ea, ϕ
(
w et Ea σy. Pour w on désire étudier les inﬂuences de 10 facteurs ainsi que les in-
teractions suivantes : ϕ K S , K S T , T ϕ, T Ea et T σy. Dans les deux cas, on constate que 16
calculs numériques sufﬁsent à obtenir tous les paramètres.
On négligera dans la suite les interactions d’ordre 3. Il convient alors de déﬁnir des
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plans d’expériences de résolution IV. On assure ainsi que les contrastes associés aux facteurs
étudiés ne tiennent compte que des effets des facteurs et d’interactions d’ordre supérieur
à 3.
Des plans réduits 210−6 pour Tcrit et 211−7 pour w réduisent le nombre de simulations
numériques à 16mais ne permettent pas d’assurer l’ordre de résolution recherché. On utilise
donc des plans réduits 210−5 pour Tcrit et 211−6 pour w . Il est alors nécessaire de réaliser 32
calculs numériques pour déterminer l’effet de chaque facteur.
On choisit pour Tcrit les cinq aliases indépendantes suivantes : I1 = abcd f , I2 = abceg ,
I3 = abdeh, I4 = acdei et I5 = bcde j . On en déduit les aliases dépendantes par combi-
naisons des produits des {In}, n ∈ 1,6. Il apparaît dans la table 3.3 que les facteurs ne sont
jamais couplés à des interactions d’ordre 2.
TABLE 3.3: Aliases dépendantes : plan 210−5 de résolution IV
IV abi j ach j adg j ae f j bchi
bdg i be f i cdgh ce f h de f g
V ab f gh ac f g i ad f hi aeghi bc f g j
bd f h j begh j cd f i j ceg i j dehi j
f ghi j
VIII abcdghi j abce f hi j abde f g i j acde f gh j bcde f ghi
On procède demême pour la construction du plan dew en choisissant cette fois comme
aliases indépendantes I1 = abc f , I2 = bcdg , I3 = cdeh, I4 = acdi , I5 = ade j et I6 = bdek.
Les aliases dépendantes déduites sont décrites dans la table 3.4. On vériﬁe ainsi que le plan
d’expérience est également de résolution IV.
TABLE 3.4: Aliases dépendantes : plan 210−6 de résolution IV
IV abg i ab jk ach j ad f g aehi
a f hk bchk bdek bd f i begh
b f h j cegk cei j c f g i c f jk
dghk dhi j e f g j e f ik g i jk
VI abceg j abceik abde f h abdgh j abdhik
abe f gk abe f i j acde f k acdg jk ace f gh
acghik adeg ik ad f i jk aegh jk a f ghi j
bcde f j bcdi jk bce f hi bcghi j bdeg i j
bd f g jk behi jk b f ghik cd f gh j cd f hik
de f ghi de f h jk
VIII abcdeghi abcdeh jk abcd f ghk abcd f hi j abc f g i jk
acde f g i j ace f hi jk bcde f g ik bce f gh jk cdeghi jk
X abde f ghi jk
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
Paramètres pilotant la réponse au voilement thermique 93
1.1.3 Vérification des effets et des interactions
TABLE 3.5:Matrices des effets 210−5 pour Tcrit (a) et 211−6 pour w (b)
(a)
Essai 1 a b c d e f g h i j ab ad bc bg cg af Tcrit (◦C)
1 1 - - - - - + + + + + + + + - - - 92.000
2 1 + - - - - - - - - + - - + + + - 200.000 1
3 1 - + - - - - - - + - - + - - + + 200.000
4 1 + + - - - + + + - - + - - + - + 54.200
5 1 - - + - - - - + - - + + - + - + 200.000
6 1 + - + - - + + - + - - - - - + + 54.200
7 1 - + + - - + + - - + - + + + + - 108.800
8 1 + + + - - - - + + + + - + - - - 200.000
9 1 - - - + - - + - - - + - + - - + 200.000
10 1 + - - + - + - + + - - + + + + + 56.200
11 1 - + - + - + - + - + - - - - + - 142.400
12 1 + + - + - - + - + + + + - + - - 200.000
13 1 - - + + - + - - + + + - - + - - 142.400
14 1 + - + + - - + + - + - + - - + - 200.000
15 1 - + + + - - + + + - - - + + + + 200.000
16 1 + + + + - + - - - - + + + - - + 56.200
17 1 - - - - + + - - - - + + + + + - 142.400
18 1 + - - - + - + + + - - - + - - - 200.000
19 1 - + - - + - + + - + - + - + - + 200.000
20 1 + + - - + + - - + + + - - - + + 56.200
21 1 - - + - + - + - + + + + - - + + 200.000
22 1 + - + - + + - + - + - - - + - + 56.200
23 1 - + + - + + - + + - - + + - - - 142.400
24 1 + + + - + - + - - - + - + + + - 200.000
25 1 - - - + + - - + + + + - + + + + 200.000
26 1 + - - + + + + - - + - + + - - + 54.200
27 1 - + - + + + + - + - - - - + - - 86.000
28 1 + + - + + - - + - - + + - - + - 200.000
29 1 - - + + + + + + - - + - - - + - 115.400
30 1 + - + + + - - - + - - + - + - - 200.800
31 1 - + + + + - - - - + - - + - - + 200.000
32 1 + + + + + + + + + + + + + + + + 54.200
contraste 144.194 -16.544 -0.419 -0.419 1.469 0.044 -55.856 -5.506 0.369 -1.419 -0.044 0.369 0.006 -0.044 -0.369 1.419 -16.594
(b)
Essai 1 a b c d e f g h i j k af ak fk bk ck w (mm)
1 1 - - - - - - - - - - - + + + + + 0.195
2 1 + - - - - + - - + + - + - - + + 7.426
3 1 - + - - - + + - - - + - - + + - 10.172
4 1 + + - - - - + - + + + - + - + - 0.200
5 1 - - + - - + + + + - - - + - + - 0.488
6 1 + - + - - - + + - + - - - + + - 0.362
7 1 - + + - - - - + + - + + - - + + 0.466
8 1 + + + - - + - + - + + + + + + + 13.892
9 1 - - - + - - + + + + + + - - - - 0.306
10 1 + - - + - + + + - - + + + + - - 13.543
11 1 - + - + - + - + + + - - + - - + 0.347
12 1 + + - + - - - + - - - - - + - + 0.215
13 1 - - + + - + - - - + + - - + - + 9.261
14 1 + - + + - - - - + - + - + - - + 0.982
15 1 - + + + - - + - - + - + + + - - 0.195
16 1 + + + + - + + - + - - + - - - - 7.653
17 1 - - - - + - - + - + + + - - - - 0.689
18 1 + - - - + + - + + - + + + + - - 13.935
19 1 - + - - + + + + - + - - + - - + 2.221
20 1 + + - - + - + + + - - - - + - + 0.205
21 1 - - + - + + + - + + + - - + - + 9.973
22 1 + - + - + - + - - - + - + - - + 0.609
23 1 - + + - + - - - + + - + + + - - 0.396
24 1 + + + - + + - - - - - + - - - - 7.415
25 1 - - - + + - + - + - - + + + + + 0.274
26 1 + - - + + + + - - + - + - - + + 7.431
27 1 - + - + + + - - + - + - - + + - 9.305
28 1 + + - + + - - - - + + - + - + - 2.509
29 1 - - + + + + - + - - - - + - + - 0.501
30 1 + - + + + - - + + + - - - + + - 0.455
31 1 - + + + + - + + - - + + - - + + 0.492
32 1 + + + + + + + + + + + + + + + + 13.145
contraste 4.227 1.397 0.075 0.075 -0.084 0.120 3.692 -0.022 -0.398 -0.130 0.074 1.991 1.239 -0.262 1.743 -0.020 -0.031
la démarche exposée au paragraphe 1.1.2 permet la construction des matrices des effets
pour la température critique (table 3.5a) et le déplacement hors-plan (table 3.5b). Les con-
1. En absence de ﬂambement, la température critique est prise égale à la température imposée maximale.
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trastes de chaque facteur pour les deux sorties étudiées sont calculés puis retranscrits
graphiquement dans les graphes d’effets 3.1a et 3.1b. Ces derniers mettent en perspective
l’évolution de Tc et w en fonction des paramètres étudiés.
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FIGURE 3.1: Effets des paramètres étudiés sur la température critique (a) et le déplacement
hors-plan (b)
La ﬁgure 3.1a montre immédiatement que deux paramètres, l’élancement et la raideur
des conditions limites, conditionnent la valeur de la température critique, conformément
aux attentes. Ainsi, des conditions limites plus fortement bridées ou une plaque plus élancée
auront tendance à abaisser le seuil de criticité et à précipiter le voilement de la plaque chauf-
fée. Dans une moindre mesure, les hypothèses de modélisations portant sur le comporte-
ment de l’acier (H ea ) inﬂuencent également la température critique. En effet, un comporte-
ment plastique provoque l’instabilité plus rapidement qu’un comportement élastique.
Dans le cas du déplacement hors-plan, outre les facteurs K S et ϕ, il faut évidemment
tenir également compte de la participation de la température à la réponse. Le déplacement
est amplifié pour des plaques plus élancées, plus fortement bridées ou sollicitées à des
niveauxplus élevés. Les tables 3.5a et 3.5bmontrent que les interactions d’ordre deux faisant
intervenir ces facteurs : ϕK S , ϕT et K ST ne sont pas négligeables. En effet, on comprend
aisément qu’une plaque fortement élancée soumise à des températures importantes ne peut
se voiler si elle n’est pas bridée.
La vitesse de chauffe T˙ et les hypothèses de modélisation des transferts thermiques à
l’interface ont un impact trèsmodéré sur le voilement de la plaque en acier.
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Pour ﬁnir, il est plus étonnant de remarquer que σy et Ea ont peu d’inﬂuence sur la tem-
pérature critique et le déplacement hors-plan. Ce résultat sera discuté plus amplement dans
les paragraphes suivants. Par ailleurs, la confrontation des ﬁgures 3.1a et 3.1b montre que
l’influence des hypothèses demodélisation du béton est nulle sur la température critique
et faible sur le déplacement. Ces résultats semblent contradictoires : le béton, s’il participe
au voilement en procurant une certaine raideur à la plaque devrait avoir une inﬂuence tant
sur la condition de criticité que l’amplitude du déplacement. Au contraire, son rôle pourrait
ne se limiter qu’au bridage de certains modes de ﬂambement et avoir une inﬂuence nulle
sur la réponse de la plaque en termes de déplacement ou de température critique. L’inﬂu-
ence très faible du diamètre des connecteurs sur les deux sorties étudiées tend à conﬁrmer
la seconde hypothèse, auquel cas, les conditions limites autres que K S seraient du second
ordre par rapport au bridage local des bords de la plaque chauffée. Le contraste hpe
H eb
est tel
que l’effet de H eb est aliasé avec l’interaction du troisième ordre ϕK
ST . Il est possible que
cette dernière soit dominante ce qui expliquerait les écarts que nous venons de discuter.
Les résultats et discussions ainsi présentés seront validés et approfondis par une analyse
de sensibilité menée au prochain paragraphe.
1.2 Analyse de sensibilité
L’étude de criblage a permis de mettre en valeur le rôle de différents facteurs dans la
réponse au voilement de la plaque. Une analyse de sensibilité enrichit les résultats précé-
dents permettant de mieux appréhender l’impact de chaque paramètre et de conﬁrmer ou
réfuter les hypothèses émises. Trois catégories de facteurs sont considérées : les grandeurs
géométriques, les conditions limites et les hypothèses de modélisation.
1.2.1 Paramètres géométriques
L’étude de criblage du paragraphe précédent a mis en évidence le rôle prépondérant de
l’élancement de la plaque dans la réponse. La ﬁgure 3.2a présente la déformée hors-plan au
centre de la plaque, pour différents élancements de plaques. Des élancements très faibles
(ϕ = 20) présentent une réponse quasi-linéaire. On l’attribue moins à du ﬂambement qu’à
une ﬂexion de la plaque, cette dernière suivant la branche stable de la réponse, en l’absence
d’instabilité déclarée.
Les plaques plus élancées présentent une réponse en deux temps. Un premier régime
quasi-linéaire de ﬂexion précède un second régime d’ampliﬁcation brutale de la déformée
avec la température. nous qualiﬁerons la température marquant la rupture entre ces deux
comportements de la réponse comme étant la température critique. Le premier régime
linéaire est alors le régime pré-critique tandis que le second comportement correspond au
régime post-critique de la plaque. La température critique ainsi déﬁnie correspond aux ob-
servations expérimentales de [Murphy et Ferreira, 2001], pour des plaquesminces destinées
à l’aéronautique. La notion de température critique ainsi déﬁnie mérite toutefois des préci-
sions qui seront apportées au §1.3. En effet, nous verrons à ce moment que l’amorce du
régime ampliﬁé peut être induite par la plastiﬁcation de la plaque.
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FIGURE 3.2: Sensibilité des paramètres géométriques : élancement (a), défaut initial (b)
La ﬁgure 3.2b illustre l’inﬂuence du défaut initial
(
w Ce défaut est imposé comme une
perturbation géométrique du maillage conforme au premier mode de ﬂambement. On re-
marque qu’en présence d’un défaut très important, de l’ordre de l’épaisseur de la plaque (par
exemple
(
w = 5mm), les régimes pré- et post-critiques tendent à se confondre. La réponse de
l’élément se traduit alors par une ampliﬁcation en ﬂexion du défaut imposé comme le sug-
gère la linéarité de la phase pré-critique. Pour des défauts intermédiaires, la réponse de la
plaque se traduit par une ampliﬁcation du défaut suivie d’un régime post-critique marqué.
La température critique semble peu dépendante de l’amplitude du défaut ; cependant, plus
le défaut est faible, plus la discontinuité entre les deux régimes de comportement est mar-
quée. Par ailleurs, il est remarquable que l’ordre de grandeur du défaut imposé se retrouve
dans le déplacement à température critique w(Tcrit). Lorsque le défaut initial est un artiﬁce
numérique imposé en vue de déclencher l’instabilité, [Wright, 1993] recommande de pren-
dre
(
w ≤ 0.003 sg, ce qui correspond ici à une valeur de 0.9mm. Des défauts plus importants
peuvent toutefois être introduits pour modéliser des imperfections résultant de la mise en
œuvre du béton ou des soudures entre modules.
1.2.2 Conditions limites
L’étude paramétrique a montré que la vitesse de chauffe avait un très faible impact sur
la réponse au voilement local de l’élément modulaire SC. L’analyse de sensibilité corro-
bore ce résultat (ﬁgure 3.3a). En effet, la plaque en acier est telle que son temps caractéris-
tique de conduction est sufﬁsamment bas pour que l’élément reste isotherme, même en
présence du chargement thermique le plus rapide (Chapitre II, §3.2.1). Les températures
s’homogénéisent très rapidement dans l’épaisseur grâce à la conductivité thermique élevée
de l’acier. Lemoment thermique induit par le gradient de température dans la plaque d’acier
pourra donc être négligé dans la suite de notre étude.
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FIGURE 3.3: Sensibilité des conditions limites : vitesse de chauffe (a), raideur du bridage (b)
Un paramètre pilotant le voilement thermique local de l’élément SC est la raideur im-
posée aux conditions limites qui conditionne le bridage dans le plan de la plaque d’acier
chauffée. Ces conditions limites sont déﬁnies par des ressorts placés en chaque nœud du
bord de la structure, conformément à la ﬁgure 2.1b. La raideur K S est prise identique quelle
que soit la direction du ressort et varie en fonction des modèles. Un cas supplémentaire
a été traité : (CCCC) pour lequel les déplacements sont seulement bridés au niveau de la
soudure des connecteurs. En absence de bridage (raideur imposée faible ou nulle, ﬁgure
3.3b), l’instabilité géométrique ne se produit pas. Notamment, le bridage CCCC se traduit
par une évolution linéaire de la déformée et prouve que la raideur procurée par le système
connecteur+béton est insufﬁsante pour provoquer le ﬂambement de la tôle à une échelle
d’étude locale. Au delà d’un certain seuil en raideur (ici observable pour K Sseuil = 108N/m),
le phénomène de voilement se déclare. Les réponses convergent rapidement pourvu que
K S ≈ Ea/10. Dans ces conditions, on pourra considérer comme parfait le bridage des dé-
placements plans. La vue du détail montre que dans tous les cas, le voilement semble se
produire en trois phases : déplacement nul (i), réponse linéaire en température (ii) et régime
post-critique pour lequel le déplacement hors-plan s’accélère (iii).
1.2.3 hypothèses demodélisation
Pour ﬁnir, les inﬂuences des hypothèses de modélisation sur le voilement thermique lo-
cal des SCs sont vériﬁées. L’analyse paramétrique a montré que le remplissage béton avait
une faible inﬂuence sur la réponse. Le graphique 3.4a conﬁrme que la raideur du béton n’a
aucune inﬂuence sur la réponse de la plaque. Le béton joue donc uniquement un rôle de
remplissage et se limite à brider le déplacement hors-plan tel que w ≥ 0. Ce résultat est à
tempérer , le niveau très local demodélisation et la déﬁnition d’un bridage des déplacements
aux bords de la plaque supplantant le bridage naturel assuré par les connecteurs noyés.
Enﬁn, nous avions observé lors de l’étude de criblage une inﬂuence modérée du com-
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FIGURE 3.4: Sensibilité des hypothèses de modélisation : béton (a), plaque en acier (b)
portement de l’acier sur la température critique. La ﬁgure 3.4b illustre la brutalité du ﬂambe-
ment en régime plastique tandis qu’en régime élastique une certaine relaxation est permise.
Ainsi modiﬁer les valeurs de Ea et σy n’ont d’autre effet que de basculer d’une réponse élas-
tique à plastique ce qui explique les faibles contrastes obtenus dans les tables 3.5a et 3.5b de
la page 93.
Les résultats issus de l’analyse de sensibilité conﬁrment et complètent les informations
fournies par l’étude de criblage. Le dernier paragraphe de cette partie est consacré au cou-
plage ﬂambement-plasticité. Il permet de distinguer les domaines de fonctionnement des
éléments modulaires face au phénomène de cloquage 2 thermique, de qualiﬁer le rôle de la
plasticité dans la déclaration de l’instabilité et d’en quantiﬁer le poids.
1.3 Couplage plasticité-flambement
On observe sur la ﬁgure 3.2a que le déplacement vertical s’amorce à une température de
92◦C, identique pour des plaques aux élancements différents : ϕ = 20, ϕ = 30 et ϕ = 40. Par
analogie avec le voilement d’origine mécanique, des élancements différents devraient con-
duire à des températures critiques différentes (ﬁgure 1.11). Il apparait nécessaire de tenir
compte de la contribution de la plasticité à la réponse de la plaque en acier chauffée et
d’aborder son couplage avec le voilement.
1.3.1 Régimes de fonctionnement des éléments SC chauffés
Sur la ﬁgure 3.5a, un comportement en trois temps est visible pour les éléments d’élance-
ment ϕ= 20 et ϕ= 30. Le premier régime correspond au régime pré-critique (i). À partir de
92◦C, le déplacement w est ampliﬁé mais suit un régime linéaire conforme à une ﬂexion de
2. voilement local
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
Paramètres pilotant la réponse au voilement thermique 99
la plaque (ii). Á des températures plus élevées, la réponse en déplacement observée devient
non-linéaire avec un changement d’inﬂexion, suggérant que l’instabilité par ﬂambement se
déclare (iii).
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FIGURE 3.5: Mise en évidence des régimes de fonctionnement en présence de voilement :
sur w (a), sur ∂w∂τ (b), sur Fx (c)
L’étude de la dérivée de w par rapport au temps τ enrichit le constat précédent. En effet,
la ﬁgure 3.5b révèle l’existence de pics de vitesse au nombre maximum de trois notés (1), (2)
et (3) pour différents élancements (ϕ = 30, ϕ = 50 et ϕ = 100). Chaque pic peut être associé
à un phénomène à l’origine d’une perte de raideur du système. Le premier pic est de faible
amplitude (1). Il se produit à des températures faibles, aux premiers instants du calcul et cor-
respond à la ruine de l’élément cohésif à l’interface plaque-béton. Les pics (2) et (3) peuvent
éventuellement être confondus (ϕ = 50) ou distincts (ϕ = 30). L’un des deux correspond au
déclenchement de l’instabilité géométrique tandis que l’autre se manifeste en présence de
plastiﬁcation de la plaque en acier.
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L’analyse des réactions d’appuis conﬁrme ces observations et permet de distinguer l’or-
dre d’apparition des phénomènes. On distingue trois régimes de fonctionnement à l’aide de
la ﬁgure 3.5c. Premièrement la plaque en acier peut plastiﬁer seule, sans que l’instabilité ne
se déclare (i). Les réaction d’appuis présentent alors un palier dû à la plastiﬁcation de la peau
métallique (ϕ= 20). Le ﬂambement peut également se produire en régime plastique (ii). Ce
cas se traduit par une diminutionmarquée de la raideur dans le palier plastique suite à l’ap-
parition de l’instabilité géométrique (ϕ= 30). Enﬁn, le voilement peut se produire en régime
élastique avant plastiﬁcation locale (ϕ= 100) ou de façon quasi-simultanée (ϕ= 50-60). Une
perte de raideur se produit alors en régime élastique avant que la limite élastique σy ne soit
atteinte ; suivie de la formation d’un palier attribuable à la plastiﬁcation de la plaque.
Il est alors possible de distinguer la température critique : Tcrit, propre à l’instabilité
par voilement, de la température de plastiﬁcation de l’acier : Ty. Tracer l’évolution de ces
grandeurs en fonction de la géométrie du système permet d’obtenir un domaine pour cha-
cun des différents régimes de fonctionnement illustré par la ﬁgure 3.6.
0 0, 5 1 1, 5 2 2, 5 3
0.0
1.0
2.0
3.0
ϕ
√
σy/Ea
β
∆
T
/ε
y
Tcrit
Ty
FIGURE 3.6:Domaines de fonctionnement pour Tcrit et Ty
1.3.2 Développement de la plasticité
La question de l’ampliﬁcation de la réponse en ﬂexion suite à la plastiﬁcation sera abor-
dée ici. L’étude du développement de la plasticité fournit des éléments de réponses à cette
problématique. Les ﬁgures 3.7a à 3.7c représentent les valeurs prises par l’indicateur de plas-
ticité (bleu en régime élastique, rouge en présence de plasticité). Les ﬁgures 3.7d à 3.7f four-
nissent des informations sur la direction du vecteur des déformations principales I.
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Il apparait que pour une plaque élancée, la plasticité s’amorce localement au niveau du
connecteur puis se propage des bords vers le centre. La zone dans laquelle l’allure de la dé-
formée présente l’inﬂexion la plusmarquée est la dernière à plastiﬁer. L’étude de la direction
des déformations principalesmet en exergue la décharge se produisant des zones élastiques
vers les zones plastiques (ﬁgures 3.7e et 3.7f). En régime élastique et avant voilement de la
plaque, on note sur la ﬁgure 3.7d que les directions privilégiées correspondent à un état de
chargement biaxial comme supposé au chapitre II,~εI étant portés par les diagonales centre-
connecteur et les directions cartésiennes~x et ~y du plan. En régime post-critique,~εI s’orien-
tent radialement à la zone voilée (ﬁgures 3.7e et 3.7f).
La concentration de la plasticité au bord de la structure est à l’origine de la formation de
rotules plastiques [Wierzbicki, 2006b] qui, en introduisant un degré de liberté de rotation,
ampliﬁent la réponse en ﬂexion de la plaque. En présence de ﬂambement plastique (ﬁgure
3.4b), les rotules plastiques participent à la réponse en précipitant l’instabilité. Au contraire,
en cas de ﬂambement élastique, l’élasticité assure une reprise des efforts se caractérisant par
une relaxation de la réponse en déplacement et une réponse moins brutale.
1.3.3 Poids de la plasticité dans la réponse
Pour ﬁnir, on s’intéresse au poids de la plasticité dans la réponse au voilement des élé-
ments modulaires. Pour cela, des simulations numériques sont réalisées avec un retour à
température ambiante. On récupère alors le déplacement résiduel après décharge wr que
nous comparons avec le déplacement maximal atteint au cours du chargement : wmax. Les
valeurs du rapport wrwmax , que nous nommerons poids de la plasticité, sont explicitées dans la
table 3.6.
TABLE 3.6: wrwmax en fonction de T et de ϕ
ϕ=s /t
T (◦C)
100 150 200 250 300 350 400 moyenne variance
30 57 50 32 25 22 21 22 33 189
40 46 39 29 26 25 25 25 31 60
50 36 33 27 25 24 21 24 27 26
60 30 31 27 26 25 26 25 27 5
70 26 29 27 26 25 24 23 26 3
80 23 27 26 25 25 24 24 25 1
90 21 25 24 23 22 23 22 23 2
100 21 25 24 23 23 23 23 23 2
moyenne 32 32 27 25 24 24 24 27
variance 151 66 6 1 2 3 2 47
On relève que le poids de la plasticité varie de 21% à 57% entre 100 et 400◦C, pour des
plaques dont les élancements sont compris entre ϕ= 30 et ϕ= 100. Le poids de la plasticité
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est d’autant plus important que le déplacement maximal atteint est faible, donc que T ou ϕ
sont réduits.
La proposition de valeurs moyennées sur T ou sur ϕ du rapport wr/wmax ne parait pas
judicieuse compte tenu des variances importantes. Les valeurs sont particulièrement dis-
persées autour de lamoyenne pour T ≤ 150 etϕ≤ 50. Au contraire, une approchemoyennée
pour quantiﬁer le poids de la plasticité a plus de sens pour T ≥ 200 et ϕ ≥ 60. Ce résultat se
retrouve dans la ﬁgure 3.8.
50
40
35 30
2
8
2
5
25
25
100 150 200 250 300 350 400
40
60
80
100
Tempe´rature maximale impose´e (◦C)
R
ap
p
or
t
s
/ t
10
20
30
40
50
wr/wmax (% )
FIGURE 3.8: wrwmax en fonction de T et de ϕ
Dans la suite, nous utiliserons ces informations au paragraphe 2.3 lors du développe-
ment d’un modèle analytique du voilement thermique local de structures SCs.
Dans cette première partie du chapitre III, nous avons mis en évidence les facteurs in-
ﬂuents et les paramètres négligeables dans la réponse des éléments modulaires au voile-
ment local d’origine thermique. Comme il était possible de l’anticiper, la température, la
raideur des ressorts imposés aux conditions limites et l’élancement de la structure ont une
inﬂuence manifeste sur les sorties étudiées, en température critique et en déplacement. Les
faibles contributions des paramètres matériaux Ea, σy et des transferts thermiques au com-
portement post-critique sont plus surprenantes mais ont pu trouver des justiﬁcations dans
l’analyse de sensibilité complémentaire.
Cette dernière a, entre autres, validé l’hypothèse portant sur l’isothermie de la plaque
chauffée (i), traduit les conséquences d’ampliﬁcation en ﬂexion sur la réponse voilée de la
présence d’un défaut initial (ii), souligné les différences entre les réponses élastiques et plas-
tiques en suggérant une étude approfondie du couplage ﬂambement-plasticité dont on ne
peut négliger les effets sur le déplacement hors-plan (iii).
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L’étude de la plasticité a ainsi mis en valeur trois régimes de fonctionnement : absence
de ﬂambement, ﬂambement plastique et ﬂambement élastique à partir desquels nous avons
déﬁni les notions de température critique (Tcrit) amorçant le phénomène de voilement, et
de température plastique (Ty) lorsque la plastiﬁcation de la plaque se produit localement
depuis les bords ou globalement. Par ailleurs, la concentration de la plasticité en bandes
induit la formation de rotules plastiques à l’origine d’une ampliﬁcation de la déformée
suivant un comportement de ﬂexion. Il convient alors de déﬁnir une température seuil
Tseuil =min
(
Tcrit,Ty
)
, telle que w(T > Tseuil) 6= 0 et w(T ≤ Tseuil)≈ 0. Pour ﬁnir, l’étude de dé-
placement résiduel après retour à température ambiante offre des informations sur le poids
de la plasticité n’excédant pas 20% qui seront utilisées au paragraphe 2.3.
2 Modèle analytique de voilement thermique pour plaques
minces
L’étude du voilement thermique des structures modulaires fait intervenir des simula-
tions numériques complexes à élaborer. Nous avons en effet insisté au chapitre II sur la
nécessité d’artiﬁces numériques (recherche linéaire, introduction d’un défaut initial) pour
assurer la convergence en régime post-critique et sur les efforts à mener dans la modélisa-
tion des matériaux et interfaces puis sur les aspects couplages. Ces choix de modélisation se
traduisent par un coût élevé des calculs numériques réalisés. Leur utilisation en ingénierie se
situerait au niveau des études de contrôles en présence de singularités (trémies, jonctions)
mais paraît peu adaptée à du dimensionnement pour lequel des solutions analytiques sont
préconisées en première approche.
Cette seconde partie présente les hypothèses retenues dans la construction d’un tel mo-
dèle analytique. Ce dernier devra être sufﬁsamment précis pour ne pas conduire à un sur-
dimensionnement onéreux tout en se voulant minimaliste et généraliste pour pouvoir en
extraire des recommandations et uneméthodologie de dimensionnement au voilement d’o-
rigine thermique. Il s’agit ici de proposer une réponse à une absence de réglementation iden-
tiﬁée au chapitre I, pouvant s’intégrer au projet de normalisation des éléments modulaires
SCIENCE auquel la présente thèse est associée.
Compte tenu des conclusions réalisées à l’issue de la partie 1, deux outils nous parais-
sent nécessaires pour procéder au dimensionnement des éléments modulaires concernant
la problématique du voilement thermique. Le premier aura pour objet la connaissance du
mode de fonctionnement d’une géométrie donnée à une température donnée et sera basé
pour cela sur le calcul des seuils de criticité et de plasticité (i). Le second outil estimera l’in-
tensité de la réponse en déplacement à une température donnée (ii).
2.1 Hypothèses fondamentales des plaquesminces thermoélastiques
Ce premier paragraphe de la partie 2 se présente comme un rappel de la théorie des
plaques minces basée sur les hypothèses de von Kármán. Nous en adaptons le formalisme
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auproblème thermoélastique aﬁnd’obtenir les équations fondamentales au développement
de la solution analytique présentée au paragraphe §2.2.
Nous préciserons d’abord les conséquences des hypothèses de von Kármán sur la ciné-
matique des plaques. Puis, nous en déduirons les expressions des efforts thermiques et
des conditions d’équilibres à partir desquelles nous écrirons le problème de von Kármán-
Föpple. Enﬁn, nous préciserons les hypothèses portant sur les conditions limites.
2.1.1 Cinématique des plaquesminces
Lapeaumétallique des structuresmodulaires étudiées dans ce travail se présente comme
une surface plane dont la dimension transversale est faible par comparaison avec les dimen-
sions longitudinale et latérale. On les assimile alors à des plaques minces au sens de von
Kármán. Cette approximation est à l’origine de simpliﬁcations analogues à celles réalisées
en théorie des poutres, lorsque les déplacements sont faibles par rapport à l’épaisseur de la
plaque considérée.
La théorie des plaques minces formulée par von Kármán repose sur les cinq hypothèses
suivantes [Wierzbicki, 2006a] :
1. La plaque considérée doit être ﬁne. C’est-à-dire que la dimension tp portée par la
troisième direction~z doit être petite par rapport aux dimensions (sx , sy ) dans le plan
de la plaque (0,~x,~y) : tp <<min(sx , sy ). En pratique, on considère l’approximation val-
able pour des plaques dont l’élancement ϕ ≥ 20 [Wang et al., 2001]. Le cas échéant,
on pourra considérer la théorie des plaques de Reissner-Mindlin qui tient compte des
effets du cisaillement transversal [Reissner, 1975,Dawe et Roufaeil, 1982].
2. L’amplitude des déplacements transverses w est faible par comparaison avec l’épais-
seur de la plaque tp : |w | = O
(
tp
)
. En pratique [Wierzbicki, 2006a] précise que l’hy-
pothèse reste valable tant que le déplacement w n’excède pas la valeur 10 tp.
3. Les gradients des déplacements plans uα,β sont faibles (avec (α,β) ∈ {x, y}× {x, y}) si
bien que leurs produits sont négligeables en comparaison des autres quantités im-
pliquées.
4. Les hypothèses de Love-Kirchoff sont vériﬁées. C’est-à-dire que tout segment droit et
orthogonal à la surface moyenne le reste au cours de la déformation. Cela se traduit
par deux conséquences : le cisaillement peut être négligé dans la section (en de-
hors de l’établissement des équations d’équilibre) (i). Les déplacements dans le plan
sont fonctions linéaires des déplacements au niveau de la ﬁbre moyenne u◦α et de la
troisième coordonnée z (ii).
uα = u◦α− z w,α (3.4)
5. On se place dans l’hypothèse des contraintes planes : le déplacement hors plan est
indépendant de la troisième coordonnée si bien que w,z = 0.
Dans toute la suite, le matériau acier sera supposé isotrope, conformément aux hypothèses
réalisées au chapitre II.
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Expression des déformations planes : L’équation cinématique permettant de lier la dé-
formation au déplacement est classiquement donnée en grandes déformation par l’opéra-
teur de Green-Lagrange E = 12
(
F ·F t − Id
)
. Cette dernière relation peut également s’écrire
comme la formule (3.5).
E= 1
2
(
∇u+∇ut +∇u ·∇ut
)
(3.5)
Développée dans le système de coordonnées cartésiennes, l’équation (3.5) s’écrit :
εαβ = 12
(
uα,β+uβ,α+uk,α uk,β
)
où (α,β) ∈ {x, y}×{x, y} et k ∈ {x, y,z}. Le terme non linéaire
uk,α uk,β se développe en : uk,α uk,β = ux,α ux,β +uy,α uy,β +uz,α uz,β qui se simpliﬁe en
uk,α uk,β =w,α w,β par application de l’hypothèse (3). Il vient alors :
εαβ =
1
2
(
uα,β+uβ,α+w,α w,β
)
(3.6)
Soit u◦ le déplacement au niveau de la ﬁbre moyenne. L’application de la relation (3.4) issue
de l’hypothèse (4) conduit à εαβ = ε◦αβ − z w,αβ On déﬁnit la courbure καβ par la relation
(3.7) :
καβ =−w,αβ (3.7)
L’équation (3.6) devient par conséquent :
εαβ = ε◦αβ+ z καβ (3.8)
Où ε◦
αβ
= 12
(
u◦
α,β+u◦β,α+w,α w,β
)
.
Dans le cas particulier du voilement des plaques, les efforts sont calculés au niveau du
planmoyen tel que z = 0 dans (3.7). Aﬁn de soulager les notations dans la suite, on assimilera
abusivement uα,β ≡ u◦α,β et εαβ ≡ ε◦αβ.
Pour ﬁnir, nous tiendrons compte d’un éventuel défaut de forme
(
w à lamanière de [Gos-
sard et al., 1952] en introduisant les quantités 12
(
w ,α
(
w ,β dans εαβ et
(
w ,αβ dans καβ.
Composante hors-plan : À partir de l’expression (3.6) et de l’hypothèse (5), il vient tout
de suite : εzα = 12 w,γ uγ,α, εzβ = 12 w,γ uγ,β et εzz = 12 w,γ w,γ où γ ∈ {x, y}. Chacun de ces
termes est du second ordre et disparait lorsque le problème est formulé en petits déplace-
ments. En présence de déplacements modérés, les grandeurs ainsi déﬁnies supposent que
le cisaillement hors plan et la déformation hors-plan ne sont pas nuls. Les normales à la sur-
face ne restent donc pas nécessairement normales au plan moyen au cours de la déforma-
tion [Wierzbicki, 2006a]. Cependant les grandeurs σzα, σzβ et σzz sont faibles en comparai-
son des contraintes planes σαβ. Les travaux de ces dernières associées à leurs déformations
peuvent donc être négligés du bilan énergétique :
∫
tp
σi j εi j dz =
∫
tp
σαβ εαβ dz où (i , j ) ∈
{x, y,z}× {x, y,z}.
Les expressions des déformations sont enﬁn :
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— Dans l’hypothèse des petits déplacements en incluant un défaut
(
w :
εxx = ux,x− 12
(
w2,x ; εy y = uy,y − 12
(
w2,y ; εxy = 12 (ux,y +uy,x −
(
w ,x
(
w ,y )
(3.9a)
— Dans l’hypothèse des grands déplacements en incluant un défaut
(
w :
εxx = ux,x + 12 w2,x − 12
(
w2,x εy y = uy,y + 12 w2,y − 12
(
w2,y
εxy = 12 (ux,y+uy,x+w,x w,y−
(
w ,x
(
w ,y )
(3.9b)
2.1.2 Expression des contraintes thermiques
On suppose le matériau élastique dans lequel on tient compte d’une contribution ther-
mique à travers une déformation thermique εth = β ∆T caractérisant la dilatation du
matériau porté à haute température [Heldenfels et Roberts, 1952, Bolay et Weimer, 1960].
On tiendra également compte des raideurs imposées aux conditions limites (ﬁgure 2.1b) à
travers une déformation notée εS dont l’expression est donnée par : εS
αβ
= f
S
K Sα sα
δαβ où f
S est
la force de rappel, K Sα la raideur du ressort dans la direction plane ~α et ou δαβ est le symbole
de Kronecker tel que δα=β = 1 et δα 6=β= 0. Un bridage parfait des déplacements sur chaque
bord sera obtenu pour K S 7→ ∞ si bien que le déplacement uS = f
S
K S
7→ 0. Le cas des quatre
connecteurs seuls pourra également être considéré en prenant la résistance du connecteur
au cisaillement pour f S et la raideur au cisaillement correspondant à un ensemble de deux
connecteurs pour K S .
: Configuration initiale
: Configuration de´forme´e
εtotxx ≡ εxx
εexx
1
2ε
th
εSxx
1
2ε
th
xx
εSxx~x
~z
FIGURE 3.9:Déformation du système plaque dans la direction~x
La loi de comportement élastique s’écrit dans le système de coordonnées cartésien :
σα,β = E1−ν2
[
(1−ν) εe
αβ
+ν εeγγ δαβ
]
. Substituons l’expression εαβ−εth+2 εSαβ à la déforma-
tion élastique εe (ﬁgure 3.9). La loi de Hooke devient alors l’équation (3.10) dans le cadre de
la thermoélasticité :
σαβ =
E
1−ν2
[
(1−ν) (εαβ+2 εSαβ)+ν (εγγ+2 εSγγ) δαβ− (1+ν)β∆T
]
(3.10)
Pour des raisons pratiques, il est coutume, dans le contexte de la théorie des plaques,
de préférer les efforts linéiques (rapportés à l’unité de longueur) Nxx , Ny y , Nxy aux con-
traintes σxx , σy y et σxy . Ces efforts sont directement obtenus de (3.10) par intégration :
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Nαβ =
∫tp/2
−tp/2σαβ dz etMαβ =
∫tp/2
−tp/2σαβ z dz. Compte tenu de la forme de ε
S
αβ
, indépendante
de la troisième coordonnée, il vient MS
αβ
= 2 E1−ν
∫tp/2
−tp/2
[
(1−ν) ( εS
αβ
)+ν ( εSγγ)
]
z dz = 0. L’ex-
pression des efforts et moments est ﬁnalement donnée par les expressions (3.11a) à (3.11e) :
Nαβ =C
[
(1−ν) εαβ+ν εγγ δαβ
]
+
[
(1−ν)NSαβ+νNSγγ δαβ
]
− N
th
(1−ν) δαβ (3.11a)
Mαβ =D
[
(1−ν) καβ+ν κγγ δαβ
]
− M
th
(1−ν) δαβ (3.11b)
N th =β E
∫tp/2
−tp/2
∆T dz (3.11c)
M th =β E
∫tp/2
−tp/2
∆T z dz (3.11d)
NSαβ =C
2 f S
K Sα sα
δαβ (3.11e)
OùC est la raideur demembrane :C = E tp
1−ν2 etD est la raideur de ﬂexion telle queD =
E t3p
12 (1−ν2)
Les expressions développées de N etM à partir de (3.11) s’écrivent donc :
Nxx =C
(
εxx +ν εy y
)
− N
th
1−ν +N
S
xx +νNSy y
Ny y =C
(
εy y +ν εxx
)
− N
th
1−ν +N
S
y y +νNSxx Nxy =
E tp
(1+ν) εxy
(3.12a)
Mxx =−D
(
w,xx +νw,y y
)
− M
th
1−ν My y =−D
(
w,y y +νw,xx
)
− M
th
1−ν
Mxy = (1−ν)D w,xy
(3.12b)
Où les expressions des déformations sont données par les relations (3.9a) dans l’hypothèse
des petits déplacements ou (3.9b) en présence de grands déplacements.
2.1.3 Écriture des équations d’équilibre
La détermination des six grandeurs Nxx , Ny y , Nxy et Mxx , My y , Mxy est réalisée en
deux étapes. Dans un premier temps, l’équilibre membranaire en deux dimensions ainsi
que l’équation de compatibilité dans le plan (0,~x,~y) sont utilisés pour exprimer les relations
régissant le comportement des efforts normaux. La ﬁgure 3.10a illustre l’équilibre des efforts
plans pour une membrane élémentaire de dimensions (dx,dy). Les équations d’équilibres
sont alors données par le système (3.13) :
{
Nxx,x +Nxy,y = 0
Ny y,y +Nxy,x = 0
(3.13)
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FIGURE 3.10: Conditions d’équilibre de membrane (a) et de ﬂexion (b)
Ces équations sont satisfaites à condition d’introduire une fonction F dite fonction d’Airy
telle que [Bolay et Weimer, 1960] :
Nxx = ∂
2F
∂y2
Ny y = ∂
2F
∂x2
Nxy =− ∂
2F
∂x∂y (3.14)
La résolution du problème membranaire (3.13), hyperstatique, nécessite la connaissance
d’une troisième équation pour déterminer les trois inconnues que sont Nxx , Ny y et Nxy .
Or, les déformations εxx , εy y et εxy ne sont pas indépendantes puisqu’elles sont toutes
fonctions de (ux ,uy ,w). Les déformations doivent alors vériﬁer l’équation de compatibilité
comme le rappelle [Bažant et Cedolin, 2010]. En dérivant (3.9a) et (3.9b), nous obtenons les
équations de compatibilité (3.15a) en présence de petits déplacements et (3.15b) en cas de
grands déplacements dans lesquelles apparaît l’imperfection géométrique initiale
(
w .
w << h : εxx,y y +εy y,xx −2 εxy,xy =− (w 2,xy +
(
w ,xx
(
w ,y y (3.15a)
w ∼ h : εxx,y y +εy y,xx −2 εxy,xy =w2,xy −w,xx w,y y −
(
w 2,xy +
(
w ,xx
(
w ,y y (3.15b)
On note à partir de (3.12a) que εxx = Nxx−νNy y+N
th−(1−ν2)NSxx
E tp
, εy y =
Ny y−νNxx+N th−(1−ν2)NSy y
E tp
et εxy = (1+ν) NxyE tp . En substituant dans l’équation (3.15), on établit que : εxx,y y + εy y,xx −
2 εxy,xy = ∂
2
∂y2
[
Nxx−νNy y+N th−(1−ν2)NSxx
E tp
]
− 2 (1+ν) ∂2∂x∂y
[
Nxy
E tp
]
+ ∂2
∂x2
[
Ny y−νNxx+N th−(1−ν2)NSy y
E tp
]
.
Enﬁn, en réinjectant les expressions déﬁnies en (3.14), la condition de compatibilité s’ex-
prime simplement à l’aide de la fonction d’Airy sous hypothèse de petits déplacements
(3.16a) ou de grands déplacements (3.16b) [Gossard et al., 1952].
w << h : ∇4F = E tp
(
− (w 2,xy +
(
w ,xx
(
w ,y y
)
−∇2N th (3.16a)
w ∼ tp : ∇4F = E tp
(
w2,xy −w,xx w,y y −
(
w 2,xy +
(
w ,xx
(
w ,y y
)
−∇2N th (3.16b)
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Où ∇2 = ∂2
∂x2
+ ∂2
∂y2
est l’opérateur Laplacien et ∇4 = ∂4
∂x4
+ 2 ∂4
∂x2∂y2
+ ∂4
∂y4
l’opérateur bihar-
monique.
La seconde partie de la solution, déterminer le déplacement transverse w est directe-
ment issue de la théorie des plaques. On procède en effet à l’équilibre des efforts suivant
l’axe~z et desmoments autour des axes~x et~y , pour un volume élémentaire de plaque ﬂéchie
de dimensions (dx,dy, tp). La situation est illustrée par la ﬁgure 3.10b à l’aide de laquelle sont
établies les relations suivantes :
∂Qx
∂x
+ ∂Qy
∂y
+pt = 0 (3.17a)
∂Mxy
∂y
− ∂Mxx
∂x
+Qx = 0 (3.17b)
∂Mxy
∂x
− ∂My y
∂y
+Qy = 0 (3.17c)
Où Qx et Qy sont les efforts de cisaillement rapportés par unité de longueur, et pt est la
résultante des charges transverses.
Substituer (3.17b) et (3.17c) dans (3.17a) amène au problème équivalent (3.18) :
∂2Mxx
∂x2
−2 ∂
2Mxy
∂x∂y
∂2My y
∂y2
=−pt (3.18)
Enﬁn, en réinjectant les expressions (3.12b) issues de la loi de Hooke et en tenant compte de
l’imperfection initiale, il vient plus simplement l’équation (3.19)
D ∇4(w − (w)= pt −
1
1−ν ∇
2M th (3.19)
Cette dernière équation (3.19) peut être linéarisée en (3.20) en notant queD∇2w =−M−M th1−ν
[Wierzbicki, 2006a]. Il vient alors :
∇2MΣ =−pt
D∇2(w − (w) =−MΣ− M
th
1−ν
(3.20)
MΣ s’écrit alorsD
[
κxx +κy y
]
et représente le moment somme de la plaqueMΣ = Mxx+My y1−ν .
Dans l’hypothèse des petits déplacements, p = 0. En présence de grands déplacements, il
est nécessaire de tenir compte des états ﬂéchis et plans. Lorsque les déplacements des deux
problèmes sont du même ordre de grandeur, il est envisageable de calculer indépendam-
ment les solutions aux problèmes (3.16) et (3.19) puis de superposer les résultats.
En présence de déplacements plus importants (régime post-critique), il est nécessaire de
tenir compte des dépendances réciproques (ﬁgure 3.11). On considère dans la suite le vol-
ume de plaque de dimensions élémentaires (dx,dy, tp) sur lequel agissent des efforts plans
dont les expressions sont données par (3.14).
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~y
~x
dx
dy
w,x + w,xxdx
w,y + w,yydx
Nxy +Nxy,xdxNxx +Nxx,xdx
w,y
w,x
Nxy Nyy
w,y + w,yydy
w,x + w,xxdx
Nxy
Nxx
Nxy +Nxy,ydy
Nyy +Nyy,ydy
pt
tp
FIGURE 3.11: Équilibre des efforts en conﬁguration déformée, adaptée de [Dubas, 1955]
En présence d’une conﬁguration déformée, la résultante p des efforts transverses n’est
pas nulle et doit tenir compte du projeté des efforts plans sur la déformée [Dubas, 1955]. On
obtient l’expression donnée par (3.21).
pt =Nxx
∂2(w − (w)
∂x2
+ ∂Nxx
∂x
∂(w − (w)
∂x
+ ∂Nxx
∂x
∂2(w − (w)
∂x2
dx+2Nxy
∂2(w − (w)
∂x∂y
+ ∂Nxy
∂x
∂(w − (w)
∂y
+ ∂Nxy
∂x
∂2(w − (w)
∂x∂y
dx+ ∂Nxy
∂y
∂(w − (w)
∂x
+ ∂Nxy
∂y
∂2(w − (w)
∂x∂y
dy
+Ny y
∂2(w − (w)
∂y2
+ ∂Ny y
∂y
∂(w − (w)
∂y
+ ∂Ny y
∂y
∂2(w − (w)
∂y2
dy (3.21)
En négligeant les termes d’ordre supérieurs en efforts, l’expression (3.21) se simpliﬁe en
(3.22) :
pt =Nxx (w − (w),xx +Ny y (w − (w),y y +2Nxy (w − (w),xy (3.22)
La résolution du problème de voilement impose de distinguer deux régimes : le comporte-
ment pré-critique impliquant des déplacements inﬁnitésimaux et le comportement post-
critique où est réalisée l’hypothèse de grands déplacements. La résolution du système pré-
critique permettra d’obtenir l’expression du domaine de fonctionnement et en particulier de
la température critique. La résolution du problème post-critique permettra de déterminer l’-
expression de w(T ).
En présence de moments et d’efforts déﬁnis par (3.11), en tenant compte d’un défaut
géométrique initial
(
w , en introduisant la fonction d’Airy (3.14) et en réinjectant (3.18) et
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(3.22) dans p nous obtenons enﬁn l’équation (3.19) du ﬂambement générale au problème
de thermoélasticité des plaques dans nos conditions particulières :
— En régime pré-critique :

D ∇4(w − (w)−F,y y (w − (w),xx +2 F,xy (w − (w),xy −F,xx (w − (w),y y
+M,xx −2M,xy +M,y y + 11−ν ∇2M th = 0
∇4F = E tp
(
− (w 2,xy +
(
w ,xx
(
w ,y y
)
−∇2N th
(3.23)
— En régime post-critique :

D ∇4(w − (w)−F,y y (w − (w),xx +2 F,xy (w − (w),xy −F,xx (w − (w),y y
+M,xx −2M,xy +M,y y + 11−ν ∇2M th = 0
∇4F = E tp
(
w2,xy −w,xx w,y y −
(
w 2,xy +
(
w ,xx
(
w ,y y
)
−∇2N th
(3.24)
D = 0 correspond au cas particulier de la membrane. Le système (3.24) est constitué de deux
équations aux dérivées partielles du quatrième ordre, non linéaires et couplées puisque F et
w interviennent dans chacune d’entre elles. Il s’agit des équations de von Kármán-Föpple
que nous avons transposées au problème thermoélastique. Le problème de von Kármán-
Föpple n’admet pas de solutions exactes [Bažant et Cedolin, 2010]. Nous en présenterons au
paragraphe 2.2 une solution approchée de (3.24).
2.1.4 Conditions aux limites
Le système d’équation (3.24) admet une inﬁnité de solutions. La solution réelle est
déﬁnie par ses conditions aux limites. Notre étude se limitera aux plaques rectangulaires,
pour lesquelles trois types de conditions limites (CL) sont envisageables [Berger, 1954].
CL1. La plaque est encastrée le long du bord x = sx . Le déplacement hors plan est alors nul
le long du bord de la plaque ainsi que la rotation. Le plan tangent se confond avec le
feuillet moyen non déformé. La condition limite se résume à :
w|x=a = 0 et
∂w
∂x |x=sx
= 0 (3.25)
CL2. La plaque est simplement appuyée sur le bord. Le déplacement et le moment sont
alors nuls. Il en résulte que les dérivées en y sont également nulles.
w|x=a = 0
∂2w
∂x2 |x=sx
= 0 et ∇2w|x=sx = 0 (3.26)
CL3. La plaque est libre sur son bord. Alors, les moments Mxx et Mxy et l’effort de cisaille-
mentQx sont nuls. Pour rendre possible cette contrainte, les conditions surQx etMxy
sont artiﬁciellement regroupées en une seule hypothèse :Qx + ∂Mxy∂x = 0. Il vient :
∇2w|x=a = 0 et
(
w,xxx + (2−ν)w,xy y
)
|x=sx = 0 (3.27)
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2.2 Résolution approchée du problème de voilement thermique
Le système d’équations constitutives du problème de voilement thermoélastique (3.24)
n’admet pas de solutions exactes. Nous rechercherons donc des solutions approchées des
trois inconnues en déplacement ux , uy et w . Le principe consiste à remplacer la résolution
d’un problème continu à un nombre inﬁni d’inconnues par celle d’un problème à nombre
ﬁni d’inconnues. Les planches détaillant les calculs sont données au paragraphe 1.1 de l’an-
nexe D.
2.2.1 Méthode de résolution de Galerkin
Il convient dans un premier temps de déﬁnir la forme générale des solutions approchées
uˇx , uˇy et wˇ , déﬁnies dans le domaineP de la plaque. On posera :
ux(x, y)≈ uˇx(x, y)=
N∑
i=0
Ui Γi (x, y) (3.28a)
uy (x, y)≈ uˇy (x, y)=
N∑
i=0
Vi Φi (x, y) (3.28b)
wx(x, y)≈ wˇ(x, y) =
N∑
i=0
Wi Ψi (x, y) (3.28c)
Où les Γi , Φi ,Ψi sont des fonctions choisies a priori qui constituent une base fonctionnelle.
Nous chercherons alors à évaluer les coordonnées généralisées du problème Ui , Vi et Wi
∀ i ∈ [0,N ]. Les fonctions de base choisies doivent satisfaire aux conditions de continuité,
conditions aux limites et complétude. Ces conditions sont notamment remplis par les fonc-
tions trigonométriques.
Les inconnues du problème sont alors déterminées en minimisant un critère pouvant
être une énergie potentielle, un critère d’erreur ou l’expression des conditions d’orthogonal-
ité de l’erreur avec des fonctions de pondérationWi données. Lesméthodes de résolution se
classent en deux catégories. Les méthodes variationnelles sont utilisées pour des problèmes
formulés dans leur forme globale, à l’aide du principe de conservation de l’énergie. Une
méthode de Trefftz convient alors pour obtenir l’expression des coordonnées généralisées
du problème. Il s’agit de la stratégie suggérée par [Bažant et Cedolin, 2010] pour résoudre
l’équation de von Kármán-Föpple. Cependant, l’utilisation de ces méthodes dites statiques
offrent des solutions approchées qui sont des bornes inférieures de la solution réelle comme
nous l’observons en partie 2 de l’annexe D.
Dans l’optique d’une démarche normative, nous préférons une solution approchée
borne supérieure de la solution réelle pour garantir une solution sécuritaire vis à vis du di-
mensionnement de l’ouvrage. Cet objectif est atteint en résolvant le problème d’approxima-
tion à l’aide de méthodes cinématiques telles que la méthode de Galerkin. De telles métho-
des ne sont utilisables que dans le cadre d’une formulation locale du problème. Il est alors
nécessaire que les solutions approchées (3.28a), (3.28b) et (3.28c) remplissent les conditions
(3.25), (3.26) ou (3.27). SoitL le problème de ﬂambement déﬁni parL : (u,v,w) 7→D ∇4(w−
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(
w)−F,y y (w− (w),xx+2 F,xy (w− (w),xy−F,xx (w− (w),y y+M,xx−2M,xy+M,y y+ 11−ν ∇2M th = 0.
On déﬁnit la fonction erreur E dans P par (3.29) :
E : (u,x) 7→L(uˇx(x, y), uˇy (x, y), wˇ(x, y)) (3.29)
La méthode de Galerkin est une méthode de pondération de l’erreur dans laquelle les fonc-
tions poids Wi correspondent aux fonctions de la base fonctionnelle. On aboutit alors au
système d’équations (3.30) résultant de l’ensemble des conditions d’orthogonalité à partir
duquel les inconnuesUi , Vi etWi peuvent être calculées.
WUi =Γi , WVi =Φi , WWi =Ψi∫
P
E(x, y)W ji dxdy = 0 ∀i ∈ 0,N et j ∈ {U ,V ,W }
(3.30)
2.2.2 Résolution du problème post-critique
Aﬁn de simpliﬁer le problème (3.30), les déplacementsUi , Vi etWi seront cherchés pour
unmode de ﬂambement i =mn caractérisé parm, nombre de demi-ondes dans la direction
~x et n le nombre de demi-ondes dans la direction ~y (ﬁgure D.7). Les solutions approchées
deviennent :
uˇx(x, y)=Umn Γmn(x, y) (3.31a)
uˇy (x, y)=Vmn Φmn(x, y) (3.31b)
wˇ(x, y)=Wmn Ψmn(x, y) (3.31c)
Par ailleurs, on considère un défaut approché décomposé dans la même base que wˇ mais
pris dans unmode éventuellement différent :
ˇ(w = (W pq Ψpq (x, y) (3.32)
Aﬁn d’alléger les notations, on notera par la suite U Γ, V Φ, W Ψ et
(
W
(
Ψ les différentes
approximations. Les relations (3.9b) et (3.11a) prouvent immédiatement que les solutions
approchées (3.33a), (3.33b), (3.33c) et (3.32) satisfont à l’équation de compatibilité (3.16b) et
remplissent de facto la première condition du système.
Les fonctions poids retenues correspondent aux fonctions de formes utilisées par [Tim-
oshenko et Gere, 1961]. Dans le cas des éléments modulaires SC, on considère la maille
élémentaire représentée par la ﬁgure 2.1b simplement appuyée sur ses bords, à l’instar des
travaux numériques de [Liang et al., 2004]. Il convient donc de déﬁnir :
Γ : (x, y) 7→ sin
(
m π x
sx
)
cos
(
n π y
sy
)
(3.33a)
Φ : (x, y) 7→ cos
(
m π x
sx
)
sin
(
n π y
sy
)
(3.33b)
Ψ : (x, y) 7→ sin
(
m π x
sx
)
sin
(
n π y
sy
)
(3.33c)
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Où sx et sy sont les espacements entre connecteurs en ~x et ~y et donc les dimensions de la
maille élémentaire susceptible de se voiler.
Dans le paragraphe 1.2, nous avons explicité le comportement quasi-isotherme de la
plaque en acier, si bien que nous avions convenu que le moment thermique M th pouvait
être négligé devant les efforts plans dus au bridage de la dilatation thermique. Il sera donc
pris par la suiteM th = 0.
L’hypothèse de conditions limites simplement appuyées sur les bords de la plaque libère
les rotations aux bords (ﬁgure 3.12a). Or, dans le système réel (ﬁgure 3.12c), ces rotations
ne seront pas parfaitement libres compte tenu du bridage induit par les connecteurs et la
présence du béton en parement de la plaque. Par ailleurs, le phénomène s’accentue dans
les simulations par éléments ﬁnis suite à la reprise de la dilatation thermique en chaque
nœud de l’épaisseur de la plaque. Aﬁn de tenir compte d’une entrave partielle des rotations,
N
w,x|A
M|A
(a)w,x|A 6= 0, M|A = 0
w,x|E
M|E
(b)w,x|E = 0, M|E 6= 0
w,x|SC
w,x|A
béton
Mcor r
(c)w,x|SC <w,x|A , |Mcorr| < |M|E |
FIGURE 3.12: Inﬂuence des conditions limites sur la rotation w,x et le moment M au bord :
appuis simple (a), encastrement (b), élément modulaire SC (c)
nous introduisons un moment de correction (ﬁgure 3.12c) Mcorr = −̟M Meq où ̟M est un
coefﬁcient de pondération que l’on déterminera au paragraphe 1.4 de l’annexe D. Meq est
le moment équivalent tel que MΣ = M
eq
1−ν , calculé à partir du moment somme MΣ déﬁni par
(3.20) . Il est alors naturel de vouloir exprimerMcorr dans une base fonctionnelle. La relation
D∇4(wˇ − ˇ(w) = −MΣ suggère que Mcorr et wˇ soient de parité et de période identique. Les
variables x et y étant indépendantes et Mcorr satisfaisant aux conditions de Dirichlet 3, il
devient possible de décomposer ce dernier en série de Fourier : Mcorr =
∑
m fmn Ψmn . En
transposant la formule des coefﬁcients de Fourier aux fonctions à deux variables, il vient :
m fmn =
4 (1−ν)̟M
sx sy
Ï
P
D
(
W
[
Ψ,xx +Ψ,y y
]
− (W
[ (
Ψ ,xx +
(
Ψ ,y y
])
dxdy (3.34)
Par analogie avec les inconnues de déplacements, on prendraMeq =m fmn Ψ. Les coefﬁcients
m fmn peuvent être décomposés en m
f
mn = m f1 (m,n,W )+m
f
2 (m,n,
(
W ) tels que m f1 et m
f
2
3. Par déﬁnition,Mcorr est continue et bornée.
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soient respectivement des fonctions linéaires deW et de
(
W . La fonction erreur s’écrit alors :
E =D
{
W
[
Ψ,xxxx +Ψ,y y y y +2Ψ,xxy y
]
− (W
[ (
Ψ ,xxxx +
(
Ψ ,y y y y +2
(
Ψ ,xxy y
]}
−
{
C
[
U Γ,x +νVΦ,y +
1
2
W 2
(
Ψ2,x +νΨ2,y
)
− 1
2
(
W 2
( (
Ψ2,x +ν
(
Ψ2,y
)]
+NSx +νNSy −
N th
(1−ν)
}
{
WΨ,xx −
(
W
(
Ψ ,xx
}
−
{
C
[
V Φ,y +νUΓ,x +
1
2
W 2
(
Ψ2,y +νΨ2,x
)
− 1
2
(
W 2
( (
Ψ2,y +ν
(
Ψ2,x
)]
+NSy +νNSx −
N th
(1−ν)
}
{
WΨ,y y −
(
W
(
Ψ ,y y
}
−2 E tp
(1+ν)
{
UΓ,y +VΦ,x +W 2Ψ,xΨy −
(
W 2
(
Ψ ,x
(
Ψ ,y
} {
WΨ,xy −
(
W
(
Ψ ,xy
}
+
{
m f1 W +m
f
2
(
W
}
Ψ,xx +
{
m f1 W +m
f
2
(
W
}
Ψ,y y −2
{
m f1 W +m
f
2
(
W
}
Ψ,xy (3.35)
La résolution du problème (3.30) dans lequel on réinjecte la fonction erreur (3.35) donne :
U = 0 (3.36a)
V = 0 (3.36b)
γ1W
3+γ2W 2+γ3W +γ4 = 0 (3.36c)
Où γ1, γ2, γ3 et γ4 sont les coefﬁcients de Galerkin explicités en annexe D, §1.1.2 par les rela-
tions (D.5a) à (D.5d), tels queγ2 = γ4 = 0 pour des fonctionsΨ(x, y) 7→ sin
(
m π x
sx
)
sin
(
n π y
sy
)
et
(
Ψ(x, y) 7→ sin
(
p π x
sx
)
sin
(
q π y
sy
)
. L’équation (3.36c) devient W
(
W 2+ γ3γ1
)
et admet trois
racines : la solution triviale W1 = 0 et les solutions doubles W2 = −W3 =
√
γ3
γ1
. Nous con-
serverons la solution non triviale positive :W =W2
2.2.3 Résolution du problème pré-critique
La stratégie de résolution du problème pré-critique est identique à celle utilisée dans
le problème post-critique. L’objectif est d’obtenir l’expression de la déformée w traduisant
l’ampliﬁcation de l’imperfection géométrique initiale w˘ . Pour celà, il est nécessaire que les
approximations wˇ et ˇ
(
w soient exprimées dans le même mode. Contrairement au régime
post-critique, nous prenons donc cette fois :
wˇ =W Ψ (3.37a)
ˇ (
W = (W Ψ (3.37b)
L’expression des déformations en petits déplacements donnée par (3.9a) et des efforts
(3.11a) vériﬁent immédiatement que (3.37a) et (3.37b) sont solutions de l’équation de com-
patibilité (3.16a). Le moment correctif Meq, dont les coefﬁcientsm f dans la base fonction-
nelle Ψmn sont donnés par (3.34), n’est pas affecté par le changement de régime puisqu’il
dérive immédiatement de la loi de l’élasticité (3.11b).
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C’est au niveau du calcul de la résultante des efforts transverses pt que desmodiﬁcations
interviennent. En effet, en régimepré-critique il est attendu que l’incrément de déplacement
soit faible voir inﬁnitésimal [Dubas, 1955]. Devant une imperfection géométrique impor-
tante (de l’ordre du millimètre), nous négligeons la contribution déplacement et effectuons
la projection des efforts sur la conﬁguration déformée par le défaut. L’expression (3.22) de
pt devient alors :
pt =Nxx (w ,xx +Ny y (w ,y y +2Nxy (w ,xy (3.38)
En réinjectant (3.37) et (3.38) dans (3.19), on obtient la fonction erreur (3.39).
E =D
{
W
[
Ψ,xxxx +Ψ,y y y y +2Ψ,xxy y
]
− (W
[ (
Ψ ,xxxx +
(
Ψ ,y y y y +2
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Ψ ,xxy y
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2
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W 2
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N th
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}
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W 2
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(
Ψ2,x
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+NSy +νNSx −
N th
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W
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}
−2 E tp
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(
W 2
(
Ψ ,x
(
Ψ ,y
} { (
W
(
Ψ ,xy
}
+
{
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(
W
}
Ψ,xx +
{
cm1 W + cm2
(
W
}
Ψ,y y −2
{
cm1 W + cm2
(
W
}
Ψ,xy
(3.39)
La résolution du problème (3.30) dans lequel on réinjecte la fonction erreur (3.39) donne :
U = 0 (3.40a)
V = 0 (3.40b)
γ5W +γ6 = 0 (3.40c)
Où γ5 et γ6, sont les coefﬁcients de Galerkin explicités en annexe D, §1.1.1 par les rela-
tions (D.2a) et (D.2b). La solution de W s’écrit donc simplement : W = −γ6γ5 . Aﬁn d’im-
poser W (∆T = 0) = 0, il est nécessaire de réaliser une translation sur les ordonnées ne
modiﬁant pas l’évolution de W en fonction de la température T . W devient ﬁnalement
W =−γ6(∆T )−γ6(0)
γ5
2.2.4 Expression des solutions
L’annexe D présente les détails des différentes solutions analytiques qui ont pu être
obtenues à partir de la méthode décrite en 2.2 et des hypothèses avancées en 2.1. A cette
occasion, nous remarquons que les solutionsWa f en régime pré-critique etWp f en régime
post-critique s’expriment sous les formes :Wa f = ζ1∆T (D.3a) etWp f =
√
ζ2 ∆T +ζ3 (D.6a).
Les coefﬁcients ζ1, ζ2 et ζ3 sont explicités par les tables D.1 à D.5 pour différents cas d’études
incluant : la maille élémentaire SC (§D.1.3.2), la plaque simplement appuyée (§D.1.3.2), la
plaque encastrée (§D.1.3.3), la maille SC avec chargement mécanique (§D.1.3.4) et la maille
SC (§D.1.3.5) en présence d’un champ de température variable T (x, y) (§D.1.3.6).
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Trois catégories sont proposées pour chaque étude. La solution complète dans sa forme
la plus générale est à réserver à un usage numérique suite aux expressions complexes des
coefﬁcients. Deux niveaux de simpliﬁcation sont ensuite proposés. Le premier consiste à ne
considérer que le ﬂambement dans le premier mode (m = n = p = q = 1) ce qui allège con-
sidérablement les expressions de ζ1, ζ2 et ζ3. Le dernier niveau de simpliﬁcation consiste
à considérer un parfait bridage des déformations planes (K Sx →∞ et K Sy →∞) ainsi qu’un
espacement identique des connecteurs en ~x et ~y : sx = sy . Ces hypothèses conservatives au
sens du dimensionnement et classiques dans la conception des éléments modulaires con-
duisent à des expressions simpliﬁées des coefﬁcients ζ1, ζ2 et ζ3.
Dans la suite de ce travail, nous étudierons la solution générale du cas SC (table D.1) dont
les coefﬁcients sont rappelés (3.41a) à (3.41f) :
ζ1 =
−12(ν+1)γ2 tpϕ2βξ
(γ2ν̟M n2−γ2n2−γ2̟M n2+m2ν̟M−m2−m2̟M )π2
(3.41a)
ζ2 =
32γ2ϕ2 t2pβ (n
2γ2+m2+νn2γ2+m2ν)
π2 (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
(3.41b)
ζ3 = ζ31 ξ2+ζ32 f S +ζ33 (3.41c)
avec,
ζ31 =
4 t2p (γ
4 q2n2+m2νq2γ2+m2 p2+p2νn2γ2)
(3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
(3.41d)
ζ32 =
−64ϕ tpγ (m2νγK Sx+m2K Sy +γ3n2K Sx+νn2γ2K Sy )
π2K Sx K
S
y (3n
4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
(3.41e)
ζ33 =
8
3
t2p (−m4+2m2ν̟M n2γ2+γ4ν̟M n4−m4̟M+m4ν̟M−n4γ4−2m2̟M n2γ2−2m2n2γ2−γ4̟M n4)
3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2
(3.41f)
Où γ= sxsy est le rapport des dimensions planes,ϕ=
sy
tp
est l’élancement et ξ=
(
W
tp
est le défaut
normalisé sur l’épaisseur. On pourra prendre ̟ =
( ϕ
58
)2
d’après l’équation (D.13). Pour une
application à de l’ingénierie, nous recommandons l’usage des solutions simpliﬁées.
2.3 Introduction de la plasticité
La solution (3.41) développée analytiquement repose sur l’hypothèse du matériau élas-
tique (3.10). Or, nous avons montré au paragraphe 1.3 que la plasticité entraînait des modi-
ﬁcations du comportement, notamment sur deux aspects essentiels.
Premièrement, la plasticité, lorsqu’elle apparaît avant le ﬂambage, est à l’origine d’une
ampliﬁcation de la déformée (ﬁgure 3.5a) due à la formation de rotules plastiques aux bords
de la plaque.
Deuxièmement, la déformée en présence de plasticité est réduite par rapport au cas élas-
tique (ﬁgure 3.4b). Nous avons par ailleurs estimépar le biais de simulations numériques que
le poids minimal de la plasticité représentait 20% de la réponse totale (table 3.6).
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2.3.1 Lacunes dumodèle analytique élastique
La confrontation des résultats obtenus par éléments ﬁnis avec la solution, analytique
déﬁnie par l’équation (3.41), montre que cette dernière ne tient pas compte des particular-
ités que nous venons d’énoncer (ﬁgure 3.13). Ainsi pour des plaques peu élancées, la phase
de transition n’est pas représentée (ﬁgure 3.13a) tandis que les écarts entre solutions analy-
tique et numérique s’accroissent avec la température pour des plaques plus élancées (ﬁgure
3.13b). Ces écarts résultent de l’hypothèse d’un comportement élastique dans l’élaboration
dumodèle analytique par opposition aumodèle élasto-plastique utilisé dans les simulations
numériques..
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FIGURE 3.13: Solution analytique élastique vs calcul élément ﬁnis tenant compte de la plas-
ticités : ϕ= 30 (a), ϕ= 80 (b)
2.3.2 Modèles de flambement plastique
Dans la littérature, deux approches pour modéliser le ﬂambement plastique coexistent
[Bloom et Cofﬁn, 2000]. La première consiste à concevoir le problème de ﬂambement plas-
tique dans le cadre de la théorie des écoulements plastiques [Wang et al., 2001] . Cette théorie
faisant intervenir l’historique du chargement, n’est pas adaptée au développement d’une so-
lution analytique formulée en déplacement telle que nous l’avons présentée en 2.1.
La seconde approche se base sur la théorie de la déformation J2 dans laquelle l’historique
de déformation est négligé tandis que le matériau se comporte comme un solide élastique
non-linéaire [Hutchinson et Neale, 1978], par l’intermédiaire par exemple d’une loi de com-
portement de Ramberg-Osgoodrachi. Cette méthode consiste à remplacer les paramètres
élastiques du module d’Young E et du coefﬁcient de Poisson ν dans l’expression de la con-
trainte critique par des grandeurs réduites Eeq et νeq telles que η = EeqE ≤ 1. Les travaux de
[Shanley, 1947,Hutchinson, 1973] ont montré que le module tangent déﬁni par σ˙ = Etan ε˙
pouvait être pris commemodule réduit Eeq. De nombreux chercheurs dont [Ilyushin, 1948]
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et [Stowell, 1948] ont proposé des expressions du paramètre η. On conseillera les travaux de
[Pride et Heimerl, 1949] qui proposent, entre autres, une synthèse des différentes expres-
sions du rapport η.
Dans le cas de l’équation (3.41), la solutionWp f est déﬁnie telle queWp f =
√
ζ2 ∆T +ζ3.
Cette solution existe à condition que ζ2∆T +ζ3 ≥ 0. On déﬁnit alors la température critique
de ﬂambement Tcrit comme :
∆Tcrit =−
ζ3
ζ2
(3.42)
Avec ζ2 ≥ 0 et ζ3 ≤ 0.Nous montrerons en 3.1 que ∆Tcrit peut également se mettre sous la
forme classique :
∆Tcrit =
π2 kcrit
32βϕ2
(3.43)
Dans laquelle on introduit la grandeur caractéristique kcrit, coefﬁcient de criticité donné
dans le cas SC par (3.51). En présence de plasticité, conformément à l’approche de la défor-
mation J2, la température critique deviendrait ∆T corrcrit = −η
ζ3
ζ2
. La solution du déplacement
au centre deviendrait doncW corrp f =
√
ζ2
η ∆T +ζ3. Or la condition η≤ 1 impliqueW corrp f ≥Wp f
à une température donnée supérieure à la température critique. Si cette solution précipite le
ﬂambement, elle entraîne un accroissement des écarts entre solution analytique et résultat
aux éléments ﬁnis par rapport au cas élastique (ﬁgure 3.14), ce qui n’est pas satisfaisant.
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FIGURE 3.14: Plasticité par la méthode dumodule équivalent Eeq = ηE , ϕ= 30
Dans ses travaux, [Stowell, 1948] établit une équation d’équilibre modiﬁée pour in-
clure la plasticité. Pour cela il introduit les quantités σi =
√
σ2xx +σ2y y −σxxσy y +3σ2xy et
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εi = 2p3
√
ε2xx +ε2y y +εxx εy y +ε2xy reliées par σi = Esecεi avec Esec le module sécant. L’ex-
pression de la relation d’équilibre (3.19) devient dans ces conditions :
[
1− 3
4
(
σxx
σi
)2 (
1− Etan
Esec
)]
∂4w
∂x4
−3σxxσxy
σ2i
(
1− Etan
Esec
)
∂4w
∂x3∂y
+2
[
1− 3
4
σxxσy y +2σ2xy
σ2i(
1− Etan
Esec
)]
∂4w
∂x2∂y2
−3σy yσxy
σ2i
(
1− Etan
Esec
)
∂4w
∂x∂y3
+
[
1− 3
4
(
σy y
σi
)2 (
1− Etan
Esec
)]
∂4w
∂y4
= pt
D
(3.44)
La présence des termes enσxx ,σy y etσxy rend l’équation 3.44 lourde à résoudre analytique-
ment en grands déplacements lorsqu’on lui réinjecte (3.9b), (3.11) et (3.22). On optera donc
pour une approche simpliﬁée aﬁn d’introduire les effets de la plasticité dans le modèle et
basée sur les observations de la partie 1.
2.3.3 Solution raccordée
Laméthode que nous proposons pour intégrer la plasticité à notre modèle repose sur les
notions de température seuil ∆Tseuil et de poids de la plasticité.
Dans un premier temps, nous calculons les températures de plastiﬁcation locale (∆T loy ),
pour laquelle la plaque est plastiﬁée localement à ses bords et globale (∆T gly ) pour laquelle
la totalité de la plaque est plastiﬁée.
L’expression de la température de plastiﬁcation globale peut être obtenue à partir de
la contrainte équivalente de von Mises écrite pour une plaque sollicitée thermiquement :
σ
eq
vMIS =
√
σ2xx +σ2y y −σxxσy y dans laquelle on réinjecte les expressions (3.10). Pour le
dernier point plastiﬁé où σeqvMIS =σy, il vient alors :
∆T gly =
(1−ν)σy
E β
(3.45)
Où σy est la limite d’élasticité de la tôle.
La température de plastiﬁcation locale est obtenue à partir des hypothèses de von
Kármán [Wierzbicki, 2006a] (ﬁgure 3.15) selon lesquelles la plasticité se localise dans des
bandes de largeur leff2 , comme nous l’avons observé numériquement (ﬁgure 3.7b). Dans cet
état, leff est déterminé à partir de la condition
σcrit
σy
= 1 ce qui conduit à leff = tp
√
π2 kcrit
32
E
σy
en réinjectant (3.43). L’effort à rupture s’écrit par la suite Nu = σy leff tp. L’expression de la
contrainte ultime σu = Nusy tp permet enﬁn d’obtenir la relation (3.46).
∆T loy =
1
βϕ
√
π2kcrit
32
σy
E
(3.46)
Lorsque les contraintes critiques sont voisines des contraintes de plastiﬁcation, [Winter,
1947] a observé que l’équation (3.46) devenait non conservative à cause de l’inﬂuence des
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imperfections réduisant la résistance de la plaque. Pour tenir compte de ce phénomène, le
chercheur introduit le facteur ( leffsy = 1−
0.25
ϕ
√
σcrit
σy
) dans l’expression de von Kármán. L’équa-
tion (3.46) devient ﬁnalement (3.47)
∆T loy =
1
βϕ
√
π2kcrit
32
σy
E
(
1− 0.25
ϕ
√
π2kcrit
32
E
σy
)
(3.47)
σ
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2
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2
(c)
FIGURE 3.15: Localisation des contraintes en état pré-ﬂambement (a), post-ﬂambement (b),
modèle de von Kármán (c), adapté de [Wierzbicki, 2006a]
La température de plastiﬁcation sera enﬁn prise comme le minimum des températures
de plastiﬁcation locale et globale :
∆Ty =min
(
∆T loy ,∆T
gl
y
)
(3.48)
La connaissance du seuil de plastiﬁcation donnée par (3.48) nous permet de concevoir
une solution Wr f raccordant les régimes pré- et post-critique Wa f et Wp f , déﬁnie lorsque
δTy ≤ ∆T ≤ ∆Tcrit. En accord avec nos observations réalisées en 1.3, la solution raccordée
peut être linéaire mais la transition deWr f àWp f doit s’opérer de façon continue.
Deux approches ont été étudiées : raccorder à travers une fonction linéaire ou une forme
quadratique. La solution quadratique offrant demoins bons résultats que la solution linéaire
pour un coût de calcul plus important, nous ne la présenterons pas ici, ses caractéristiques
ﬁgurant en annexe D, 1.1.4. La solution de raccord linéaire consiste, pour assurer la continu-
ité, à rechercher la tangente à la courbeWp f sous conditionWr f (Ty)=Wa f (Ty). Il s’agit alors
de chercher la température Tr f où s’effectue le raccord. Il vient :
Wr f =
1
2
ζ2
(
∆T −∆Tr f
)
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
+
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3 (3.49a)
∆Tr f =
−2 ζ3−ζ2 ∆Ty+2 ζ1 ∆Ty
(
ζ1 ∆Ty+
√
ζ21 (∆Ty)
2−ζ2 ∆Ty−ζ3
)
ζ2
(3.49b)
Enﬁn, nous avons vu précédemment que la part de la plasticité représentait au mini-
mum 20% de la réponse totale (ﬁgure 3.8). Aﬁn de tenir compte de cette inﬂuence, nous
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
Méthode de vérification du voilement thermique 123
introduisons un coefﬁcient pondérateur tel que :
∆T ≤∆Ty, W =max(Wa f ,Wr f ,Wp f ) (3.50a)
∆T >∆Ty, W =
1
1.2
max(Wa f ,Wr f ,Wp f ) (3.50b)
Ces nouveaux développements permettent au modèle analytique d’être conforme aux
réponses obtenues avec les simulations numériques par éléments ﬁnis comme le souligne
la ﬁgure 3.16.
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FIGURE 3.16: Solution analytique améliorée vs calcul éléments ﬁnis : ϕ= 30 (a), ϕ= 80 (b)
3 Méthode de vérification du voilement thermique
Dans cette dernière partie, nous revenons sur la solution analytique décrite dans le cas
général par les équations (3.41a) à (3.41f). L’objectif de cette partie consiste à formuler des
hypothèses simpliﬁcatrices, à valider les développements effectués en 2 puis à les retran-
scrire de façon simpliﬁée pour une utilisation lors des études de conception.
Un premier paragraphe sera dédié à l’analyse dumodèle que nous avons développé. L’é-
tude des modes de ﬂambement et de l’inﬂuence des différents paramètres permet de for-
muler des hypothèses sécuritaires pour simpliﬁer le problème d’instabilité.
Le second paragraphe est consacré aux aspects validations. Nous y confrontons les ré-
sultats issus de la simulation par éléments ﬁnis avec ceux calculés à partir du modèle analy-
tique.
Enﬁn, le dernier paragraphe réalise la synthèse des résultats du chapitre III en formulant
uneméthodologie simple de vériﬁcation du voilement thermique local des éléments modu-
laires SCs.
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3.1 Étude du coefficient de criticité
La solution en régime post-critique s’écrit
√
ζ2∆T +ζ3. Nous avons donc déﬁni la tem-
pérature critique par ∆Tcrit = −ζ3ζ2 (3.42). Cette dernière peut alors se mettre sous la forme
∆Tcrit = π
2 kcrit
32βϕ2
; où kcrit est le coefﬁcient de criticité qui s’écrit dans sa forme la plus générale :
kcrit =−
4(p2νn2γ2+m2νq2γ2+γ4 q2n2+m2 p2)ξ2
γ2 (νn2γ2+m2ν+m2+n2γ2)
+ 64ϕ (γ
3n2K x+m2K y+νn2K y γ2+m2νK xγ)F
γ tpπ2K y K x (νn2γ2+m2ν+m2+n2γ2)
− 8
3
−γ4̟M n4−m4̟M−m4−γ4n4+m4ν̟M+γ4ν̟M n4−2m2̟M n2γ2+2m2ν̟M n2γ2−2m2n2γ2
γ2 (νn2γ2+m2ν+m2+n2γ2)
(3.51)
Il est évident que le comportement en régime post-critiqueWp f =
√
ζ2
p
∆T −∆Tcrit est di-
rectement affecté par le comportement de∆Tcrit ; et par extension de kcrit. En effet, une aug-
mentation de kcrit provoque une diminution deWp f et réciproquement, une baisse de kcrit
se traduit par un accroissement deWp f .
3.1.1 Sensibilité de kcrit
Aﬁn d’évaluer l’inﬂuence des différents paramètres sur le comportement du modèle an-
alytique, nous étudions le comportement du coefﬁcient de criticité kcrit. En effet, grâce à sa
forme polynomiale, nous verrons que kcrit est monotone pour une variable donnée. Ainsi, la
connaissance du signe de la dérivée partielle ∂kcrit∂X détermine l’inﬂuence de la variable X sur
kcrit etWp f .
Défaut de forme ξ : La première grandeur étudiée est l’amplitude de l’imperfection
géométrique initiale rapportée à l’épaisseur de la tôle métallique. Il est évident que la quan-
tité ∂kcrit
∂ξ
= −8(p
2νn2γ2+m2νq2γ2+γ4 q2n2+m2 p2)ξ
γ2 (νn2γ2+m2ν+m2+n2γ2) est négative si ξ > 0. Un défaut de forme qui
augmente est donc à l’origine d’une précipitation du voilement et d’une ampliﬁcation de la
déformée.
Raideurs au bord K Sx et K
S
y : Le second paramètre considéré est la raideur au
bord du domaine K Sx (respectivement K
S
y ). Le calcul de la quantité dérivée
∂kcrit
∂K Sx
conduit à 64ϕ (γ
3n2+m2νγ)F
γ tpπ2K Sy K
S
x (νn2γ2+m2ν+m2+n2γ2)
− 64ϕ (γ
3n2K Sx+m2K Sy +νn2K Sy γ2+m2νK Sxγ)F
γ tpπ2K Sy K
S
x
2
(νn2γ2+m2ν+m2+n2γ2)
. Or
(γ3n2+m2νγ)K Sx
γ3n2K Sx+m2K Sy +νn2K Sy γ2+m2νK Sx γ
< 1 donc ∂kcrit
∂K Sx
< 0. Un raisonnement similaire mène à un
résultat identique pour K Sy . Augmenter les raideurs contribue donc à diminuer la tempéra-
ture critique et à ampliﬁer la réponse post-critique. On pourra prendre comme hypothèses
fortes : K Sx →∞ et K Sy →∞ qui sont des conditions très sécuritaires pour la conception.
Moment correctif ̟M : La grandeur ̟M caractérise l’intensité du moment de correction
injecté dans le modèle pour recaler les conditions limites analytiques sur les conditions
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limites numériques. Il vient ∂kcrit
∂̟M
= −2((m
4+γ4n4+2m2n2γ2)ν−γ4n4−m4−2m2n2γ2)
γ2 ((m2+n2γ2)ν+m2+n2γ2) > 0 puisque
0 < ν < 1. Plus la correction apportée est importante, plus le ﬂambement est retardé et
Wp f diminue. On retrouve ici une tendance observée dans la ﬁgure D.8b qui montre que la
réponse d’une plaque simplement appuyée corrigée converge vers la réponse d’une plaque
encastrée lorsque̟M augmente.
Chargement mécanique : En présence d’un chargement mécanique εimp 6= 0 (table
D.4), le comportement de kcrit est logiquement déterminé par le signe de εimp :
∂kcrit
∂ε
imp
xx
=
± 24ϕ
2 (νn2γ2+m2)
π2 (νn2γ2+m2ν+m2+n2γ2) . En présence d’une traction ε
imp > 0, le ﬂambement est retardé tan-
dis qu’une compression εimp < 0 le précipite.
Paramètre d’anisothermie Λ : Dans le paragraphe 1.3.6 de l’annexe D, nous présentons
l’expression de la solution en présence d’un chargement thermique complexe, variable en
espace avec le mode de voilement. Ce chargement est caractérisé par le paramètre Λ déﬁni
en D.1.2.4.
La ﬁgure 3.17a illustre l’évolution du seuil en température critique en fonction de Λ.
On observe que moins le chargement est homogène (Λ diminue), plus le ﬂambement est
retardé. et donc moins le déplacement est important (ﬁgure 3.17b). En effet, dans le cas
anisotherme, plus Λ diminue et plus la température au bord est faible. L’effort thermique
développé dans la plaque est alors également diminué. On réalise donc dans la suite l’hy-
pothèse d’un chargement isotherme en~x et~y tel queΛ= 1.
1 1, 5 2 2, 5 3
0.0
0.5
1.0
1.5
2.0
ϕ
√
σy/Ea
β
∆
T
c
ri
t
/ε
y
Λ = 1
Λ = 0.8
Λ = 0.5
(a)
100 200 300 400
0.0
5.0
10.0
15.0
Tempe´rature (◦C)
D
e´p
la
ce
m
en
t
(m
m
)
Λ = 1
Λ = 0.8
Λ = 0.5
(b)
FIGURE 3.17: Sensibilité au paramètreΛ : ∆Tcrit (a),Wp f (ϕ= 80) (b)
Les résultats de cette première étude du coefﬁcient critique sont conformes aux observa-
tions réalisées dans l’étude de criblage au paragraphe 1.1 et confortent ainsi les hypothèses
que nous avions présentées en 2.1.
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3.1.2 Modes de voilement
Le mode de ﬂambement est déﬁni par les nombresm et n représentatifs du nombre de
demi-ondes sur la plaque, dans chaque direction. Ainsi, m = n = 1 correspond au premier
mode de ﬂambement etm = n = 2 au secondmode de ﬂambement.
Chargement thermique seul : On trace, dans la ﬁgure 3.18a l’évolution du coefﬁcient de
criticité kcrit en fonction de γ= sxsy l’élancement plan de la plaque. On observe que la courbe
obtenue pour le premier mode n’intersecte jamais celles caractérisant les autres modes de
voilement et qu’elle est enveloppe inférieure. On en déduit qu’en absence de chargement
mécanique, le modem = n = 1 correspond au premier mode de la plaque chauffée, quelles
que soient les caractéristiques géométriques de cette dernière .
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FIGURE 3.18:Évolution de kcrit en fonction deγ (a), Inﬂuence dumode dudéfaut sur lemode
de voilement (b)
On s’attend alors à ce que le mode de voilement global corresponde à un assemblage
géométrique du premier mode local obtenu à l’échelle de la maille élémentaire, comme cela
a été observé en annexe A, ﬁgure A.1. Par ailleurs, l’écart important entre lesmodesm = n = 1
etm = n = 2 pour un élancement γ donné suggère la nécessité d’un apport énergétique im-
portant pour que la transition du premier mode de ﬂambement au second se produise (ﬁg-
ure 3.18a). Enﬁn, la ﬁgure 3.18b montre qu’augmenter le mode du défaut diminue κcrit. Par
conséquent, le voilement se produit plus tôt. Pour une valeur de γ donnée, il est remarquable
que les valeurs des coefﬁcients critiques des deux premiers modes subissent une transfor-
mation analogue selon les ordonnées. Imposer un défaut en mode 2 ne privilégie donc pas
le secondmode de ﬂambement au premier mode.
On pourra donc par la suite faire l’hypothèse d’un voilement et d’un défaut pris enmode
1, tels quem = n = p = q = 1.
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Influence d’un chargement mécanique supplémentaire : Les chercheurs [Mézière, 2004,
Varma et al., 2013b] ont observé dans leurs calculs numériques trois modes de voilement
prépondérants en présence d’un chargement mécanique εimp 6= 0. À l’échelle de la structure
le voilement est alors susceptible de se produire localement (maille carrée entre quatre con-
necteurs), par bandes verticales (portées par la direction~y) ou bandes horizontales (portées
par la direction~x).
Les expressions des domaines de ﬂambement par bandes sont obtenues à partir des for-
mules de Sezawa : σbhcrit = limsx→∞σcrit et σ
bv
crit = limsy→∞σcrit [Sezawa, 1931]. La transposition de
ces relations à la température critique donnée dans la table D.4 permet d’obtenir les expres-
sions de ∆T bhcrit et ∆T
bv
crit :
∆T bhcrit =
[2−3ξ2+2(1−ν)̟M ] t2pπ2+24 s2y εimpy y +24 s2y νεimpxx
24 s2y β (ν+1)
(3.52a)
∆T bvcrit =
[2−3ξ2+2(1−ν)̟M ] t2pπ2+24 s2x νεimpy y +24 s2x εimpxx
24 s2x β (ν+1)
(3.52b)
Les quantités ∆Tcrit
∆T ,
∆T bhcrit
∆T et
∆T bvcrit
∆T déﬁnissent un domaine fonction de ε
imp
xx , ε
imp
y y et ∆Tcrit.
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FIGURE 3.19:Modes de voilement théoriques pour un voile SC à T = Text (a), T = Tcrit (b)
La ﬁgure 3.19 précise les différents modes de voilement théoriques pour une structure
telle que sx = sy = 150mm et tp = 5mm. Le mode local est calculé pour un carré de dimen-
sions 300mm×300mm×5mmcorrespondant à la présence d’un connecteur déﬁcient dans la
structure étudiée. Les domaines de ﬂambement sont donnés pour la température ambiante
(ﬁgure 3.19a) et lorsque la température critique est atteinte (ﬁgure 3.19b). L’augmentation
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de la température se traduit par une translation du domaine de fonctionnement à l’avantage
dumode local qui domine alors les autres modes. Cette remarque conforte l’hypothèse d’un
voilement local en mode 1 en l’absence de chargement mécanique.
3.2 Comparaison des résultats analytiques et numériques
Ce paragraphe propose une validation du modèle analytique déﬁni par les équations
(3.41a) à (3.41f).
3.2.1 Domaine de fonctionnement des éléments SC
En considérant laméthode utilisée pour identiﬁer le paramètre̟M (voir annexeD, §1.4),
il est évident que les domaines de voilement analytiques et numériques coïncident (ﬁgure
D.10). La ﬁgure 3.20 présente la confrontation des différents domaines : ﬂambement, plasti-
ﬁcation locale et plastiﬁcation globale.
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FIGURE 3.20:Domaines numériques de plastiﬁcation et de voilement vs analytiques
On retrouve par l’application de laméthode de [Winter, 1947] une bonne correspondance
entre les domaines plastiques locaux numériques et analytiques dont l’expression est don-
née par (3.47). En présence de plaques élancées, la température de plastiﬁcation locale est
légèrement sous-évaluée ; ce qui va dans le sens de la sécurité. Il est rassurant de retrouver
également le domaine de plastiﬁcation globale par application de la formule (3.45).
On peut ﬁnalement déduire de la ﬁgure 3.20 un domaine de fonctionnement des élé-
ments SCs au problème du cloquage thermique, tenant compte de la température, des
paramètres géométriques et des propriétés matériaux (ﬁgure 3.21).
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FIGURE 3.21:Domaine de fonctionnement des SCs au cloquage thermique
La valeur pratique ϕ = 40 correspondant à la limite préconisée par [Narayanan et al.,
1994] ﬁgure sur le domaine 3.21. On observe que pour dès un écart de température de l’ordre
de 100◦C, le risque de voilement plastique est important.
3.2.2 Réponses en déplacement
Dans la suite, nous calculons l’écart relatif entre les résultats issus du modèle analytique
et ceux obtenus par la méthode des éléments ﬁnis (δW = 1− WanaWfem ). Un écart négatif signiﬁe
que le déplacement post-critique calculé analytiquement majore le déplacement récupéré
dans les modèles numériques, ce qui est sécuritaire pour une application normative. Ces
écarts sont illustrés par la ﬁgure 3.22a.
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FIGURE 3.22:Confrontation solution analytique et numérique : écarts relatifs (a), absolus (b)
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Trois zones se distinguent à la lecture de cette dernière. Premièrement, on note que pour
des élancements tels que Tcrit ≤ T ≤ Ty) et en présence de températures faibles, le déplace-
ment est fortement sous estimé par lemodèle analytique (i). Cette zone correspond à la tran-
sition entre les modèles pré- et post-critique en cas de ﬂambement élastique. Elle s’explique
par l’incapacité du modèle analytique à représenter la transition douce qui s’opère entre les
deux régimes de stabilité (ﬁgure 3.4b). Les déplacements sont cependant très faibles pour
cette gamme de températures. Cette mauvaise représentativité du modèle analytique n’est
alors pas préjudiciable à la sécurité du dimensionnement. Deuxièmement, on remarque sur
la ﬁgure 3.22a la zone délimitée par 20≤ϕ≤ 35 dans laquelle lemodèle analytique surestime
très largement les résultats numérique (ii). Cette zone correspond aux plaques de très faibles
élancements pour lesquelles on atteint la limite de validité du modèle. Ces plaques n’étant
pas supposées ﬂamber dans notre gamme de température, la notion de température critique
sera privilégiée dans le dimensionnement par rapport à l’amplitude de déplacements cal-
culée analytiquement. Troisièmement la zone déterminée par ϕ ≥ 35 et T > Tcrit révèle des
écarts faibles entre les deux approches ; notamment lorsqueϕ≥ 50 l’écart est inférieur à 10%
(iii). On observera que pour des plaques très élancées ϕ≥ 80 et des températures modérées
T ≤ 210◦C, la solution analytique sous-estime légèrement les résultats numériques. L’écart
étant néanmoins très faible (≤ 5%), la sécurité du dimensionnement ne sera pas affectée
notablement.
La ﬁgure 3.22b donne un aperçu complémentaire à la ﬁgure 3.22a en faisant ﬁgurer l’or-
dre de grandeur des déplacements. On constate ainsi qu’en présence de déplacements im-
portants, modèles analytique et numérique concordent. Pour des déplacements plus faibles
les écarts sont plus marqués mais dans le sens de la sécurité. Les plaques très peu élancées
ϕ= 20 et ϕ= 30 mettent en valeur les limites du modèle analytique à les représenter.
3.2.3 Imperfection géométrique initiale
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FIGURE 3.23: Confrontation solution analytique et numérique : ampliﬁcation du défaut
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Lorsque le défaut augmente et n’est pas négligeable, on observe que la réponse pré-
critique analytique retranscrit correctement le phénomène d’ampliﬁcation en ﬂexion (ﬁgure
3.23) Par ailleurs ; l’inﬂuence du
(
W est faible sur la température critique et l’intensité de la
réponse. On retrouve ici les résultats de l’étude de criblage réalisée en 1.1. Ce dernier constat
achève de valider la solution analytique vis à vis des références obtenues par simulations
éléments ﬁnis.
3.3 Méthodologie de vérification destinée à l’ingénierie
Ce dernier paragraphe de la partie 3 réalise la synthèse des travaux présentés dans le
chapitre III. Nous y exposons uneméthode simple et conservative de pré-dimensionnement
d’une structure SC au voilement local d’origine thermique.
3.3.1 Méthode théorique
Hypothèses de calcul :
— Flambement en mode 1 :m = n = p = q = 1
— Reprise parfaite de la dilatation thermique K Sx →∞ et K Sy →∞
— Espacement des connecteurs identiques dans les deux directions γ= 1.
Données nécessaires :
— T : température de fonctionnement (180◦C pour l’accident grave, 100◦C pour l’acci-
dent BWA)
— Text : température du milieu ambiant.
— β : coefﬁcient de dilatation thermique de l’acier β= 12 10−6◦C−1
— E : module d’Young de l’acier (210000MPa)
— ν : coefﬁcient de Poisson (0.3)
— σy : limite d’élasticité de l’acier (235MPa)
— s : espacement entre connecteurs.
— tp : épaisseur de la plaque considérée.
—
(
W : défaut initial (en l’absence d’information prendre
(
W = 0m)
Calcul des coefficients :
— Écart de température : ∆T = (T −T ext)
— Élancement : ϕ= s/tp, défaut : ξ=
(
W /tp
— Corrections :̟M =
( ϕ
58
)2
— ζ1 = −6ξβϕ
2 tp (1+ν)
π2 (ν̟M−̟M−1)
— ζ2 =
16ϕ2 t2pβ (1+ν)
π2 (1+2ν)
— ζ3 =
2 t2p (1+ν)
(1+2ν) ξ
2+ 83
t2p (ν̟M−̟M−1)
(1+2ν)
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Calcul des seuils :
— Température critique : ∆Tcrit =−(ζ3/ζ2)
— Coefﬁcient de criticité : kcrit = 32β∆Tcrit ϕ
2
π2
— Température de plastiﬁcation globale : ∆T gly =
(1−ν)σy
E β
— Température de plastiﬁcation locale : ∆T loy = 1βϕ
√
π2 kcrit
32
σy
E
(
1− 0.25
ϕ
√
π2 kcrit
32
E
σy
)
— Température plastiﬁcation : ∆Ty =min
(
∆T gly ,∆T
lo
y
)
Vérification de l’élément :
T ≤min(Tcrit,Ty) : pas de risque de voilement.
Ty < T ≤ Tcrit : pas de risque de voilement. On pourra cependant vériﬁer l’acceptabilité de
l’amplitude de la déformée :
— ∆Tr f =
−2 ζ3−ζ2 ∆Ty+2 ζ1 ∆Ty
(
ζ1 ∆Ty+
√
ζ21 (∆Ty)
2−ζ2 ∆Ty−ζ3
)
ζ2
— W = 11.2
(
1
2
ζ2
(
T−Tr f
)
p
ζ2 ∆Tr f +ζ3
+
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
)
T > Tcrit : risque de voilement. On calcule la déforméeW =W e =
√
ζ2 (T −Text)+ζ3. Si en
plus, T > Ty, on prendraW =W pl = 11.2W e.
Soitwadm le critère en déplacement que l’on se ﬁxe, siW ≥wadm alors il est recommandé de
diminuer ϕ en augmentant tp ou réduisant s.
Remarque : La méthode proposée concerne une étape en amont de la conception
d’une structure constituée d’éléments modulaires. Elle propose une solution de pré-
dimensionnement basée sur des hypothèses fortes et sécuritaires (prévention du voilement
au niveau local, bridage parfait de la dilatation thermique). Il est évident qu’en réalité la
dilatation thermique ne sera pas parfaitement bridée (raideur ﬁnie des connecteurs ou au
niveau des connexions voile-radier, voile-voile, voile-toiture). En dépit du conservatisme de
la solution proposée, il sera nécessaire de procéder à des simulations numériques avec les
éléments ﬁnis pour les étapes de contrôles et de validation de la conception ; en particulier
en présence de géométries et chargements complexes ou de trémies.
Pour ﬁnir, des variantes à cette méthode sont possibles pour tenir compte de cas moins
idéaux et plus proches de la réalité. On se référera alors aux tables D.1, D.2 où D.3 qui détail-
lent les expressions des coefﬁcients dans des cas plus généraux.
3.3.2 Exemple d’application
Soit une structure SCde dimensions 1100mm×700mm.On considère des connecteurs de
type tirant régulièrement espacés de 200mm. L’épaisseur de la tôle est prise égale à 5mm, elle
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est supposée parfaitement plane : ξ= 0 4. L’élancement vaut donc ϕ= 40. On vériﬁe la tenue
au voilement de la structure en cas d’accident grave : T = 180◦C. La température extérieure
est prise égale à 20◦C.
Les paramètres matériaux de l’acier sont respectivement pris égaux à E = 210000MPa,
σy = 235MPa et ν= 0.3.
Application de la méthode analytique : On réalise l’hypothèse conservative de raideur
inﬁnie et de voilement enmode 1. On peut donc appliquer directement laméthode du para-
graphe 3.3.1.
L’absence de défaut entraîne ζ1 = 0. Les calculs de ζ2 et ζ3 donnent respectivement ζ2 =
0.63mm2 ◦C−1 et ζ3 =−55.54mm2. L’expression des températures seuils permet d’obtenir la
température critique ∆Tcrit = 88.0◦C soit Tcrit = 108.0◦C. On en déduit le coefﬁcient critique
de ﬂambement kcrit = 5.47. On est en mesure d’obtenir alors les températures de plastiﬁca-
tion locale T loy = 88.5◦C et globale T
gl
y = 85.3◦C.
À 180◦C, le régimede fonctionnement attendude la tôlemécanique est le voilement plas-
tique. On peut alors déterminer l’amplitude du déplacement en appliquant la formule cor-
respondant au régime voilement plastique : w = 6mm.
Vérification par un calcul éléments finis : Aﬁn de vériﬁer l’analyse théorique de la struc-
ture présentée comme exemple, on réalise un calcul éléments ﬁnis la représentant.
La modélisation des connecteurs tirants est simpliﬁée à l’aide d’éléments barres à cette
échelle. La taille des éléments de la plaque en acier est de 5mm dans les directions du plan.
Les dimensions dans le plan (~x,~y) des éléments de la première couche de béton, placée en
vis à vis de la plaque et par conséquent de l’élément cohésif d’interface, sont également de
5mm. Dans le reste du massif béton, les dimensions planes des éléments valent 20mm. Des
relation cinématiques de Lagrange sont imposées à l’interface des deux volumes de béton
ainsi déﬁnis pour assurer la continuité des déplacements entre les deux maillages incom-
patibles. Les déplacements plans sont imposés nuls aux bords de la structure.
Une imperfection géométrique initiale est introduite au sein de chacune des mailles élé-
mentaires conformément au mode de voilement local de cette dernière. L’amplitude du dé-
faut est variable selon les mailles choisies aléatoirement à la façon d’un bruit blanc, à l’ex-
ception de la maille centrale où elle atteint sa valeur maximale de 0.15mm.
Les résultats montrent que le ﬂambement se produit localement au centre de l’élément,
à l’endroit où l’imperfection géométrique est la plus forte (ﬁgure 3.24a). Il se propage ensuite
aux mailles adjacentes et se concentre en une bande dont la direction est déterminée par le
nombre de connecteurs. Dans l’exemple de la ﬁgure 3.24, lesmailles centrales sont soumises
à un effort plus important dans la direction~x que dans la direction~y puisquemoins de con-
necteurs participent à la reprise de l’effort induit par la thermique. Il en résulte une propa-
gation du voilement dans une bande verticale 3.24b.
4. L’approche est ici simpliﬁée, dans la réalité les tôles issues de laminage présentent généralement des
défauts auxquels s’ajouteront les imperfections causées par les soudures et la mise en œuvre du béton lors de
la construction.
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Le tracé de l’évolution du déplacement maximal au centre de la zone voilée de la struc-
turemontre dans la ﬁgure 3.25 que le ﬂambement se produit avant la température théorique
calculée est avec une amplitude plus importante.
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FIGURE 3.24: Champ de déplacements du voile exemple : à 92◦C (a), 180◦C (b)
L’analyse du champ de déplacement visible dans la ﬁgure 3.24a signale que la zone voilée
localement est en réalité un carré de dimension l = s
p
2, correspondant à la diagonale entre
la zone formée par quatre connecteurs. L’élancement à considérer dans la méthode analy-
tique vaut alors ϕ = 280/5 = 56. On observe alors une bien meilleure correspondance entre
les approches éléments ﬁnis et analytiques, même au niveau global (ﬁgure 3.25).
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FIGURE 3.25: Évolution du déplacement hors-plan au centre du voile exemple
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Lors de la vériﬁcation d’une structure SC, il conviendra donc de choisir la maille élémen-
taire s’appuyant sur la diagonale des connecteurs, de dimension s =
√
s2x + s2y . toutefois, le
changement de situation implique certaines modiﬁcations des conditions limites à l’origine
des écarts entre les réponses tracées ﬁgure 3.25. On pourra notamment projeter les efforts
dans la diagonale ce qui se traduira par une majoration de la température d’un facteur
p
2
et il sera nécessaire de recaler le coefﬁcient ̟M pour correspondre au nouvelles conditions
limites (ANA (corr) ﬁgure 3.25).
Conclusion partielle
Ce chapitre a présenté la réﬂexion qui a abouti à la proposition d’une méthodologie de
vériﬁcation des éléments SCs pour la problématique du voilement local thermique. En se
basant sur la méthode des éléments ﬁnis et le modèle élaboré au chapitre II, nous avons
mené une étude de criblage à partir de laquelle nous avons extrait les quantités d’intérêt
dans la réponse au voilement des éléments modulaires.
Nous avons ainsi pumontrer que lemoment thermique pouvait être négligé, tout comme
les transferts thermiques à l’interface. Seuls l’élancement ϕ, les conditions limites et la tem-
pérature participent de façon déterminante à la réponse post-critique.
Une analyse de sensibilité a conforté ces observations, tout en précisant l’inﬂuence du
défaut de forme initial et du couplage ﬂambement-plastiﬁcation. Il est ainsi apparu, en
présence d’un défaut important, une augmentation du déplacement hors-plan en régime
pré-critique traduisant une ampliﬁcation en ﬂexion de l’imperfection géométrique.
De l’étude de la plasticité, nous avons appris deux éléments essentiels. En régime post-
critique, en présence d’un matériau plastique, le déplacement est réduit par rapport au cas
élastique (i). Nous avons pu établir en calculant le déplacement résiduel que la réponse plas-
tique représentait environ 20% de la réponse totale. Ensuite, en régime pré-critique, la for-
mation de rotules plastiques au bord est à l’origine d’une ampliﬁcation de la déformée en
ﬂexion (ii). Ce phénomène se manifeste par une augmentation linéaire non négligeable de
la déformée.
Suite à ces conclusions, nous avons élaboré un modèle analytique obtenu en résolvant
l’équation générale du ﬂambement à l’aide de la méthode de Galerkin. La relation d’équili-
bre a été écrite en transposant le problème de von Kármán-Föpple au cas des plaques ther-
moélastiques imparfaitement bridées.
La solution analytique ainsi développée a alors permis de retrouver correctement les ré-
sultats des calculs éléments ﬁnis pour le cas simple de lamaille élémentaire SC parfaitement
bridée en déplacement.
Nous avons ﬁnalement, proposé une méthodologie simpliﬁée aﬁn d’étudier une struc-
ture SC au voilement local. Adaptée à l’ingénierie grâce à des hypothèses fortes mais con-
servatives, la méthode suggérée propose de déterminer l’élancement ϕ aﬁn de prévenir le
voilement thermique ou de le rendre acceptable. Cette méthode a été mise en application
sur un cas exemple à travers lequel nous avons montré que la dimension à privilégier dans
la méthode de vériﬁcation au voilement local pour une étude structurelle est la diagonale
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d’une maille élémentaire, soit s =
√
s2x + s2y .
Nous conforterons cette approche à l’aide des résultats expérimentaux détaillés dans le
chapitre IV.
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Chapitre IV
Vérification expérimentale du critère de
voilement local
Dans ce chapitre on réalise une campagne expérimentale de
caractérisation du voilement thermique. Un protocole original
est élaboré pour obtenir la réponse post-critique. Cette dernière
est ensuite confrontée aux modèles analytiques et numériques.
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Introduction
Le dernier chapitre du présent travail de thèse est consacré à la conception et réalisation
d’une caractérisation expérimentale du voilement thermique des structures SCs.
Cette campagne expérimentale très locale se réduit à l’étude d’une maille élémentaire
de structure modulaire. Elle fait écho au faible nombre d’essais déjà réalisés à l’échelle de
la structure [Sekimoto et Kondo, 2001,Müller, 2013] dont on souhaite enrichir la base de
données. La simpliﬁcation du problème à la maille élémentaire permet de tester plusieurs
élancements dans des conditions identiques et réduit la complexité du système pour retrou-
ver une réponse proche de la théorie développée au chapitre III. Dans une optique de val-
idation, on veille à reproduire au mieux des conditions limites correspondant aux modèles
numérique et analytique (simpliﬁé pour l’ingénieur).
Aﬁn de concevoir les spécimens testés, nous présentons dans la première partie de ce
chapitre les conclusions d’une analyse dimensionnelle du problème thermo-mécanique des
structures modulaires. On en vériﬁera notamment les conséquences au sens de la tempéra-
ture critique et du régime post-critique.
La seconde partie du chapitre est dédiée à la conception de l’essai. En effet la nature de
la campagne expérimentale proposée recquiert la conception d’un support original, capable
de reprendre des efforts importants tout en bridant de faibles déplacements. On détaille à
cette occasion les systèmes d’acquisition et de chauffage.
La dernière partie synthétise ﬁnalement les observations réalisées au cours des essais
et leurs interprétations. Les résultats des essais sont alors examinés à l’aune de leur repro-
ductibilité par les modèles numérique et analytique.
1 Étude dimensionnelle du voilement thermique
Dans les expériences et calculs réalisés en physique, et en particulier enmécanique, il est
nécessaire de tenir compte de différents facteurs relevant de la similitude et des dimensions
des grandeurs étudiées.
La réalisation de structures complexes est à l’origine de vastes recherches dans lesquelles
les essais tiennent un rôle important. L’analyse dimensionnelle est une méthode basée sur
l’invariance des lois mathématiques de la physique par rapport aux choix du système d’u-
nités. Elle permet de dégager des paramètres caractéristiques et de réaliser des études qual-
itatives pour identiﬁer les critères qui s’imposent dans les essais et les modèles.
Nous commencerons par présenter les fondements de la méthode d’analyse dimen-
sionnelle. Nous l’appliquerons ensuite au problème thermo-mécanique que nous avons
construit au chapitre II. Pour ﬁnir, nous analyserons les distorsions sur les variables, con-
séquences d’un changement d’échelle.
1.1 Fondements de l’analyse dimensionnelle
L’étude des phénomènes mécaniques consiste à rechercher des fonctions caractéris-
tiques du phénomène étudié. dans lesquelles interviennent des grandeurs déﬁnies par leurs
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valeurs numériques (vitesse, contrainte).
Certains problèmes mécaniques sont trop complexes pour être formulés ou décrits
par des équations différentielles dont on peut calculer les solutions exactes (calculs de
raideurs, de déformations). Dans ce cas, les études expérimentales sont privilégiées, à partir
desquelles les faits empiriques fondamentaux sont déduits et formulés mathématiquement.
L’analyse dimensionnelle est une théorie facilitant la réalisation d’un protocole expéri-
mental aﬁn d’exploiter complètement les résultats issus de l’essai. En effet, elle permet de
traduire les effets principaux d’un phénomène complexe à l’aide d’une quantité réduite de
variables sans dimension [Buckingham, 1914].
1.1.1 Notions de grandeur adimensionnée
On distingue deux catégories de grandeurs physiques. Celles dont les valeurs dépen-
dent de l’échelle et donc du système de mesure sont nommées grandeurs dimensionnées
(longueur, temps). Au contraire, lorsque la valeur est indépendante du système d’unités, la
variable est dite adimensionnée (angle, rapport de distance). La notion d’adimensionnement
dépend des conventions déﬁnies. Ainsi, une grandeur dimensionnée peut être considérée
adimensionnée lorsque sa valeur est ﬁxée dans tous les systèmes d’unités. Par exemple, un
angle peut être considéré dimensionné si on considère qu’il peut s’exprimer en radian ou
degré dans des systèmes de mesure différents. Si, au contraire, quel que soit le système d’u-
nités considéré, on exploite l’invariance géométrique de l’angle de telle sorte que sa mesure
soit toujours exprimée en gradient, la grandeur devient une quantité adimensionnée.
1.1.2 Mesures de base et dérivée
Les grandeurs physiques sont liées entre elles par des relations déterminées. L’ensemble
des grandeurs physiques à partir desquelles toutes les grandeurs étudiées peuvent être con-
struites est appelé ensemble des grandeurs fondamentales. Le système d’unité des grandeurs
fondamentales constitue ainsi le système de base de lamesure. On parlera demesure de base.
En pratique, en physique, on considère trois grandeurs fondamentales :masse (M), longueur
(L) et temps (T). Dans nos travaux, il est également nécessaire d’introduire la température
(K).
Les unités des grandeurs n’appartenant pas à l’ensemble des grandeurs fondamentales,
mais obtenues à partir de compositions de ces dernières, constituent le système demesure
dérivée. L’expression d’une mesure dérivée au moyen des unités de base correspond à sa di-
mension. Notons [x] la dimension de la grandeur x selon la convention ﬁxée par Maxwell.
Dans son ouvrage [Sédov, 1972] démontre que dans le système S.I. les formules de dimen-
sion de toutes les grandeurs ont la forme d’un monôme de puissance (4.1), conséquence de
la condition physique selon laquelle le rapport de deux valeurs numériques d’une variable
dérivée ne dépend pas du choix du système de base.
[x]= Ll Mm Tt (4.1)
Le choix d’un système d’unités basé sur les constantes physiques adéquates permet de
réduire le nombre d’unités de base. Par exemple, si on considère la constante de la gravita-
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tion universelle G = 6.67 10−11m3/(kgs2) comme constante adimensionnée absolue, la di-
mension de la masse devient ﬁxée en fontion de la longueur et du temps : [m]=M= L3 T−2.
A l’aide des constantes universelles (gravitation, célérité de la lumière), il serait possible
d’aboutir à un système de base unique mais difﬁcile à exploiter lorsque ces constantes ne
jouent aucun rôle dans le phénomène étudié [Sédov, 1972]. Il est plus commode de choisir
comme unités fondamentales celles correspondant aux grandeurs physiques décrivant les
phénomènes étudiés.
1.1.3 Théorème de Vashy-Buckingham
Les lois de la physique établies mathématiquement ou déduites empiriquement
sont représentées par des relations fonctionnelles entre les grandeurs caractérisant le
phénomène. Si les valeurs des grandeurs dépendent du système de mesure, ce n’est pas
le cas des relations fonctionnelles qui, pour caractériser un phénomène, doivent posséder
une structure particulière [Sédov, 1972]. Soit un paramètre dimensionné x fonction des
grandeurs dimensionnées indépendantes x1,. . .,xn (n ∈N).
x = f (x1,x2, . . . ,xn) (4.2)
Où f est une fonction dont l’expression n’est pas nécessairement explicitée.
Soient x1,. . .,xk les k ≤ n premières grandeurs de [x1, . . . ,xn] dont les dimensions sont
indépendantes et pouvant alors se rapporter à des unités fondamentales. On pose [x1] = X1,
[x2] = X2,. . ., [x2] = Xk . L’application de (4.1) permet d’établir :
x =πki=1X
mi
i
xk+1 =πki=1X
pi
i
...
xn =πki=1X
qi
i
(4.3)
Faire respectivement varier xi , ∀i ∈ 1,k de αi tel que x ′i = αi xi dans (4.3)
conduit aux relations x ′ =
(
πki=1α
mi
i
)
x, x ′k+1 =
(
πki=1α
pi
i
)
xk+1,. . .,x ′n =
(
πki=1α
qi
i
)
xn .
Si bien que dans le nouveau système d’unités, la relation fonctionnelle (4.2) s’écrit
x ′ = f
(
α1 x1, . . . ,αk xk ,
(
πki=1α
pi
i
)
xk+1, . . . ,
(
πki=1α
qi
i
)
xn
)
. Les échelles αi étant arbitraires, la
relation précédente est notamment vraie en posant ∀ i ∈ 1,k αi = 1xi . On peut ﬁnalement
écrire :
π= f (π1, . . . ,πn−k) (4.4a)
π= x1
xm11 · · ·x
mk
k
, π1 =
x1
xp11 · · ·x
pk
k
. . . , πn−k =
x1
xq11 · · ·x
qk
k
(4.4b)
Les grandeurs π j , j ∈ 1,n − k sont indépendantes du système unitaire et sont donc des
grandeurs adimensionnées.
Ainsi, soit une relation physique faisant intervenir n variables indépendantes dont k sont
fondamentales, alors, il existe une équation mettant en jeu n − k variables adimensionnées
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construites à partir des variables originelles. Ce théorème connu sous le nom de théorème
de Vashy-Buckingham constitue le fondement de l’analyse dimensionelle et de l’étude des
similitudes [Buckingham, 1914].
1.1.4 Application des similitudes enmécanique
Considérons un phénomène réel écrit en termes de variables adimensionnées :
π= f (π1, . . . ,πn) (4.5)
Une expérience est réalisée aﬁn de caractériser le phénomène réel. La transposition de ce
dernier dans l’expérimentation s’écrit :
πexp = fexp
(
π1exp , . . . ,πnexp
)
(4.6)
L’expérience ne reproduit la physique attendue qu’à condition que f ≡ fexp ce qui, par in-
variance de l’essence du phénomène physique dans le système de mesure se traduit par la
condition suivante :
∀i ∈ 1,n, πi =πiexp ⇒π=πexp (4.7)
En réalité, il est ardu de satisfaire à la condition (4.7) à cause des limitations des matéri-
aux qui, après changement d’échelle, conservent leurs propriétés. Des distorsions sont alors
susceptibles d’apparaître sur certaines variables sans dimension, telles que πpexp = αp πp ,
p ∈ 1,n. Par conséquent il vient π = δexp πexp où δexp est le facteur de prédiction à déter-
miner.
Dans ses travaux [Murphy, 1972] présente plusieursméthodes permettant de déterminer
le facteur δexp . La première méthode, analytique, nécessite la connaissance de la relation
fonctionnelle f . Il vient alors naturellement δexp =
f (π1,...,πn)
f (π1exp ,...,πnexp )
. Lorsque l’expression de f
est implicite mais qu’il est possible de procéder à la séparation des variables, il reste envis-
ageable de déterminer δexp par la méthode analytique.
Une seconde méthode consiste à réaliser un modèle supplémentaire : πmod =
fmod
(
π1mod , . . . ,πnmod
)
tel que les transformations entre πmod et πexp soient identiques à celles
réalisées entre πexp et π. Il vient alors :
π = f (π1, . . . ,πp , . . . ,πn)
πexp = f (π1, . . . ,αp πp , . . . ,πn)
πmod = f (π1, . . . ,αp πpexp , . . . ,πn)
=⇒ δexp = ππexp =
πexp
πmod
= δmod (4.8)
Où δmod est calculable à partir des deux résultats expérimentaux. Il est alors possible de dé-
duire la réponse réelle de l’expérience malgré les distorsions induites.
1.2 Adimensionnement des équations de lamodélisation
Dans ce paragraphe, nous cherchons les variables adimensionnées relatives au système
couplé thermo-mécanique que nous avons élaboré au chapitre II. Aﬁn de satisfaire cet ob-
jectif, une analyse dimensionnelle est réalisée sur chacun des sous-systèmes thermique et
mécanique du couplage.
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1.2.1 Identification des grandeurs dimensionnées
La première étape consiste à identiﬁer les grandeurs dimensionnées intervenant dans
chacun des sous-systèmes. Les équations d’équilibre, conditions limites et lois de comporte-
ment permettent de recenser les paramètres nécessaires.
Paramètres géométriques : La géométrie de la structure, pour être parfaitement déter-
minée, requiert les paramètres géométriques donnés dans la table 4.1.
TABLE 4.1: Paramètres dimensionnés géométriques
Symbole Description Unité
tp : épaisseur plaque m
tb : épaisseur béton m
sx : espacement longitudinal des tirants m
sy : espacement transversal des tirants m
lx : dimension longitudinale m
ly : dimension transversale m
Øg : diamètre des tirants m
Sous-système thermique : On distingue dans le sous-système thermique le phénomène
conductif décrit par l’équation d’équilibre thermique (2.24) , les conditions limites convec-
tives (2.30) et les conditions limites radiatives (2.25).
L’équation de la chaleur (2.28) indique qu’il est nécessaire d’introduire la variable sans
dimension θ = T−TextTc−Text pour caractériser la conduction thermique. Dans la suite, on notera
l’écart entre les températures maximale imposée et extérieure ∆Tc = Tc −Text. Par ailleurs,
on distingue les paramètres relatifs aux matériaux acier (äa), béton (äb) et air (äair).
Les échanges convectifs avec le milieu ambiant sont susceptibles de se produire au
niveau des parois de la structure (ﬁgure 2.16). On considère alors des échanges béton-air
extérieur et plaque-air extérieur caractérisés par le coefﬁcient d’échange hext et la variable θ.
On tient également compte des échanges convectifs présents au sein de la lame d’air dont le
coefﬁcient d’échange est hipb et qui sont modélisés par l’équation (2.24).
Enﬁn, des échanges thermiques radiatifs se produisent entre la tôlemétallique et le béton
en cas de voilement local. On introduit les températures sans dimensions pour la plaque
d’acier θa et le béton θb. On déﬁnit également θ0 = −Text∆Tc . D’après l’équation (2.25), le ﬂux
thermique rayonnant est proportionnel au terme
(
T 4a −T 4b
)
= ∆T 4c
[
(θa−θ0)4− (θb−θ0)4
]
.
On introduit donc le paramètre ∆Tc dans l’expression du ﬂux correspondant aux transferts
radiatifs.
La table 4.2 synthétise l’ensemble des paramètres dimensionnés nécessaires à la descrip-
tion du sous-système thermique.
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TABLE 4.2: Paramètres dimensionnés - sous-système thermique
Symbole Description Unité
λa, λb, λair : conductivités thermiques W/(mK)
Cpa ,Cpb ,Cpair : chaleurs spéciﬁques J/(kgK)
ρa, ρb, ρair : masses volumiques kg/m
3
tp, tb, tair : épaisseurs m
τ : temps dynamique s
hexp, hipb : coefﬁcients d’échanges convectifs W/(m
2K)
∆Tc : écart maximal de température ◦C
ǫtotσ0 : produit de l’émissivité totale W/(m2K4)
par la constante de Boltzmann
Sous-système mécanique : Les paramètres caractérisant le sous-système mécanique in-
terviennent dans l’équation cinématique, l’équation d’équilibre, les lois de comportement
et les conditions limites. Ces paramètres peuvent porter sur les éléments plaques (äp), bé-
ton (äb) et tirants (äg). L’effet de la température sur le système mécanique se manifeste par
la dilatation thermique de l’élément sous l’effet de son échauffement.
L’écriture de l’équation cinématique (3.9a) et des conditions limites de Dirichlet amène à
considérer naturellement les variables adimensionnées des déformations ε, formées à partir
du rapport des grandeurs dimensionnées de déplacements (ux , uy , uz) par une longueur (lx ,
ly , tp...).
L’équilibre dans le cas du voilement thermique peut être considéré comme un équilibre
statique, si bien que l’équation (2.36) devient ∇σ+ρ g = 0 où g est l’accélération due à la
pesanteur.
Ensuite, les relations de comportement ont été présentées au chapitre II, §2.1.1 pour le
matériau acier et §2.2.1 dans le cas du béton. L’acier étant modélisé par un comportement
élasto-plastique avec écrouissage isotrope, il est nécessaire de tenir compte, pour la partie
élastique, du module d’Young Ea et du coefﬁcient de Poisson ν, ce dernier étant adimen-
sionné. La plasticité nécessite de considérer la limite d’élasticité σy ainsi qu’une variable
d’écrouissage isotrope adimensionnée que l’on déﬁnit par R˜(p) = R(p)−σy
σu−σy où σu est la con-
trainte ultime à rupture. Le béton, supposé élastique avec prise en compte de l’endommage-
ment est entièrement décrit par les grandeurs de l’élasticité Eb, ν et la variable adimension-
née d’endommagementD .
Pour ﬁnir, au niveau des interfaces, deux phénomènes sont considérés : la rupture frag-
ile en traction exprimée par la relation (2.21) et le cas frottant décrit par l’équation (2.22).
La déﬁnition d’une contrainte d’adhérence σadh et des seuils d’endommagement écrits en
déplacements normal et tangent (κn, κt) sont introduits pour la modélisation de la rupture
fragile et du frottement. La loi de comportement de l’interface est par la suite déterminée
par le produit des raideurs normale Kn et tangente Kt par les déplacements normaux un et
tangents ut. Le coefﬁcient de frottement µ est un paramètre sans dimension.
L’ensemble des paramètres dimensionnés nécessaires à la description du sous-système
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mécanique est présenté dans la table 4.3.
TABLE 4.3: Paramètres dimensionnés - sous-systèmemécanique
Symbole Description Unité
βa, βb : coefﬁcients de dilatation thermique
◦C−1
∆Tc : écart maximal de température ◦C
σ
p
, σ
b
, σ
g
: contraintes (tenseurs) Pa
ρa, ρb : masses volumiques kg/m
3
g : accélération due à la pesanteur ms−2
Ea, Eb : modules d’Young de l’acier et du béton Pa
σy : limite d’élasticité de l’acier Pa
σadh : contrainte adhérence interfaces Pa
κn, κt : seuils endommagement interfaces m
Kn, Kt : raideurs interfaces Nm−3
un, ut : déplacements aux interfaces m
1.2.2 Détermination des grandeurs adimensionnées
Aﬁn de réduire le nombre de grandeurs dimensionnées pour éviter les relations para-
sites, on procède selon la relation (2.27) à une similitude sur chaque paramètre X en la rap-
portant à une référence X ∗ ﬁxée. On introduit ainsi les quantités adimensionnées X˜ cor-
respondant aux facteurs d’échelle tandis que les références choisies X ∗ sont désormais les
seules grandeurs dimensionnées. On peut alors introduire la diffusivité α∗ = λ∗
ρ∗ C∗p
comme
grandeur caractéristique de la conduction thermique, λ∗ étant une constante.
Les sous-systèmes thermique et mécanique sont respectivement donnés par les rela-
tions 1 (4.9a) et (4.9b).
θ = f th
(
α∗,L∗,λ∗,h∗,τ∗,ǫtotσ0,∆Tc
)
(4.9a)
ε= f u
(
L∗,g ,ρ∗,σ∗,E∗,K ∗,β∗,∆Tc
)
(4.9b)
Où f th et f u sont des relations fonctionnelles implicites.
L’application du théorème de Vashy-Buckingham au sous-système thermique montre
que l’expression (4.9a) est réductible à 7− 4 = 3 paramètres adimensionnels. Un raison-
nement analogue sur le sous-sytème mécanique réduit l’expression (4.9b) à 8 − 4 = 4
grandeurs sans dimensions. Nous établissons alors les matrices d’unités décrites par la table
4.4a pour le sous-système thermique et la table 4.4b pour le sous-systèmemécanique.
1. Dans lesquelles il faut également introduire l’ensemble des facteurs X˜ et des paramètres sans dimen-
sion ν, D , µ que nous ne faisons pas apparaître de façon explicite pour alléger les expressions. Ces grandeurs
peuvent être calculées à l’aide des tables 4.1 à 4.3.
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TABLE 4.4:Matrices des unités : thermique (a) et mécanique (b)
(a)
L M T K
α∗ 2 0 -1 0 xth1
L∗ 1 0 0 0 xth2
λ∗ 1 1 -3 -1 xth3
h∗ 0 1 -3 -1 xth4
τ∗ 0 0 1 0 xth5
ǫtotσ0 0 1 -3 -4 xth6
∆Tc 0 0 0 1 xth7
(b)
L M T K
L∗ 1 0 0 0 xu1
g 1 0 -2 0 xu2
ρ∗ -3 1 0 0 xu3
σ∗ -1 1 -2 0 xu4
E∗ -1 1 -2 0 xu5
K ∗ -2 1 -2 0 xu6
β∗ 0 0 0 -1 xu7
∆Tc 0 0 0 1 xu8
Des matrices 4.4a et 4.4b, on déduit les systèmes (4.10a) et (4.10b) dont la résolution
nécessite des hypothèses.
Sous-système thermique

2xth1 +xth2 +xth3 = 0
xth3 +xth4 +xth6 = 0
−xth1 −3xth3 −3xth4 +xth5 −3xth6 = 0
−xth3 −xth4 −4xth6 +xth7 = 0
(4.10a)
Sous-systèmemécanique

xu1 +xu2 −3xu3 −xu4 −xu5 −2xu6 = 0
xu3 +xu4 +xu5 +xu6 = 0
−xu2 −xu4 −xu5 −xu6 = 0
−xu7 +xu8 = 0
(4.10b)
Aﬁn de résoudre (4.10a), on cherche trois grandeurs adimensionnées telles que l’une cor-
responde au phénomène conductif caractérisé par α∗, l’autre représente les échanges con-
vectifs caractérisés par h∗ et la dernière soit associée aux transferts radiatifs caractérisés par
ǫtotσ0.
Soit donc le vecteur xth =
(
xth1 x
th
4 x
th
6
)t
. On construit trois vecteurs colinéaires décrivant
les trois jeux d’hypothèses nécessaires pour résoudre le système (4.10a) : xth
H1
= (1 0 0)t , xth
H2
=
(0 1 0)t et xth
H3
= (0 0 1)t .
Pour résoudre (4.10b), on recherche quatre nombres adimensionnés dont un premier
paramètre représentatif de l’équilibre statique (g ), un second correspondant au comporte-
ment élastique (E), un troisième caractérisant les interfaces (K ) et le dernier associé à l’effet
de la température sur le systèmemécanique (∆T ).
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Soit donc le vecteur xu =
(
xu2 x
u
5 x
u
6 x
u
8
)t . On construit quatre vecteurs colinéaires
décrivant les quatre jeux d’hypothèses nécessaires pour résoudre le système (4.10b) : xu
H1
=
(1 0 0 0)t , xu
H2
= (0 1 0 0)t , xu
H3
= (0 0 1 0)t et xu
H4
= (0 0 0 1)t .
On détermine ainsi les expressions des sept paramètres adimensionnés explicités dans
les tables 4.5a et 4.5b.
TABLE 4.5: Paramètres sans dimension : thermique (a) et mécanique (b)
(a)
πth1 =
α∗ τ∗
L∗2
: Conduction
πth2 =
h∗ L∗
λ∗
: Convection
πth3 =
ǫtot σ0 L∗ ∆T 3c
λ∗
: Rayonnement
(b)
πu1=
σ∗
ρ∗ L∗ g
: Statique
πu2=
E∗
σ∗
: Élasticité
πu3=β
∗ ∆Tc : Dilatation
πu4=
K ∗ L∗
σ∗
: Interface
À partir de ces grandeurs dont on vériﬁe l’indépendance, nous évaluerons l’impact d’un
changement d’échelle sur la réponse structurelle.
1.3 Analyse des distorsions
Dans la suite, nous désirons concevoir une expérience pour étudier le comportement
local d’une maille élémentaire de voile SC porté aux températures accidentelles rencon-
trées dans les centrales nucléaires (ﬁgure 1.5a). Le système couplé thermo-mécanique est
constitué des deux relations fonctionnelles (4.9a) et (4.9b) que l’on réduit en faisant inter-
venir les grandeurs adimensionnées déﬁnies dans les tables 4.5a et 4.5b. Le sous-système
thermique est ainsi déﬁni par θexp = f thexp
(
πth1exp ,π
th
2exp
,πth3exp , x˜
th
1exp
, . . . , x˜thkexp
)
où ∀ i ≤ k, le nom-
bre de paramètres du sous-système thermique, x˜i th appartenant à l’ensemble des facteurs
d’échelle du sous-système thermique déﬁni par
{
x˜th x∗th = xth
}
. De façon analogue, la rela-
tion εexp = f uexp
(
πu1exp ,π
u
2exp
,πu3exp ,π
u
4exp
, x˜u1exp , . . . , x˜
u
lexp
)
représente le sous-systèmemécanique.
1.3.1 Transformation géométrique isotrope
Aﬁn de concevoir un essai représentatif de la physique désirée, il est nécessaire que
f th
exp
≡ f th et f u
exp
≡ f u, ce qui n’est possible qu’à condition que les grandeurs adimensionnées
satisfassent à (4.7). Notons x|R une grandeur physique quelconque du phénomène réel. Il est
évident que ∀x˜iexp ∈
{
x˜exp
}
, ∃ηi 6= 0 tel que xiexp = ηi xi |R et alors x˜iexp = x˜i |R ⇐⇒ x∗iexp = ηi x
∗
i |R .
Aﬁn d’assurer la conservation des facteurs d’échelle du phénomène réel à l’expérimenta-
tion, on décide d’appliquer une transformation identique sur les grandeurs de référence. On
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déﬁnit alors un changement d’échelle géométrique isotrope entre lamaquette et la physique
qu’elle doit reproduire tel que H : xi |R 7−→ xiexp =N xi |R avec N (xi ) = ηH si [xi ] = L , N = 1
sinon. Dans les conditions ainsi déﬁnies, l’étude des distorsions se restreint aux grandeurs
πth1exp , . . . ,π
th
3exp
,πu1exp , . . . ,π
u
4exp
. On est alors en mesure de quantiﬁer ces dernières.
TABLE 4.6:Distorsions suite à une transformation géométrique isotrope
πth1exp
1
η2
H
πth1 π
u
1exp
1
ηH
πu1
πth2exp ηH π
th
2 π
u
2exp
πu2
πth3exp ηH π
th
3 π
u
3exp
πu3
πu4exp ηH π
u
4
Seuls les facteurs πu2 et π
u
3 restent inviolés après l’homothétie H. A priori, l’essai n’est
pas représentatif, ni des transferts thermiques, ni du comportement mécanique d’un voile
réel. Ce résultat n’est pas surprenant compte tenu des limitations portant sur les paramètres
matériaux.
Une analyse composant par composant des distorsions présentées dans la table 4.6 ap-
porte de nouveaux éclaircissements quant aux écarts attendus entre les réponses de la struc-
ture testée réduite et de l’élément réel. En effet, la conservation des propriétés thermiques
des matériaux permet de conserver l’hypothèse d’isothermie de la plaque en acier chauffée
si bien que : θpexp = θp. Ainsi la violation des termes πth1 , πth2 et πth3 concerne essentiellement
les transferts thermiques dans le remplissage béton et a une incidence négligeable sur la
réponse au voilement (ﬁgure 3.1).
Par ailleurs, la conservation des facteurs πu2 et π
u
3 stipule que les contraintes d’origine
purement thermique sont insensibles au changement d’échelle. On le vériﬁe à partir de
la dimension des efforts membranaires : [N ] = N/m = M T−2, indépendante de l’unité de
distance L. Ainsi, à condition de réaliser une transformation géométrique isotrope sur la
plaque en acier, telle que son élancement ϕ soit conservé, la température critique de la
maquette sera identique à la température critique réelle. Dans ces conditions, les réponses
de la plaque en acier et du béton peuvent être découplées. L’emploi des similitudes précise
alors que l’amplitude des déplacements de la plaque dans la maquette expérimentale vaut
uxexp = ηH ux , uyexp = ηH uy et wexp = ηH w .
1.3.2 Validation par la simulation numérique
Aﬁn de valider l’étude dimensionnelle réalisée et ses conclusions, quatre simulations
numériques sont réalisées. La première sert de référence etmodélise unemaille élémentaire
aux dimensions d’un voile de piscine. Ce modèle est nomméMRef. On noteH l’homothétie
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de paramètre ηH = 12 . Pour évaluer les méthodes de prédiction des distorsions présentées
au paragraphe 1.1.4, on applique ces méthodes au cas exemple en concevant des modèles
numériques à échelles réduites sans conservation des facteurs sans dimension.
On réalise dans ce but les second et troisième modèles (MH) et (MH2) qui sont déﬁnis
de la manière suivante : MRef
H−→ MH et MH H−→ MH2 . Le dernier modèle (MCorr) introduit
une correction des grandeurs physiques de telle sorte que l’ensemble des paramètres sans
dimension des tables 4.5a et 4.5b soit préservé. Les hypothèses de chaque modèle sont syn-
thétisées dans la table 4.7.
TABLE 4.7: Rapports de chaque grandeur sur sa référence pour MRef, MH,MH2 et MCorr
(a)Thermique
MRef MH MH2 MCorr
L∗ 1 1/2 1/4 1/2
h∗ 1 1 1 1
ǫtot σ0 1 1 1 1
λ∗ 1 1 1 1/2
C∗p 1 1 1 1
ρ∗ 1 1 1 2
τ∗ 1 1 1 1
∆Tc 1 1 1 1
(b)Mécanique
MRef MH MH2 MCorr
L∗ 1 1/2 1/4 1/2
∆Tc 1 1 1 1
β∗ 1 1 1 1
σ∗ 1 1 1 1
E∗ 1 1 1 1
K ∗ 1 1 1 2
g 1 1 1 1
La ﬁgure 4.1a révèle que les corrections réalisées sur les propriétés matériaux dansMCorr
permettent de retrouver le comportement de la référenceMRef. En effet, le facteur de prédic-
tion tel que déﬁni par (4.8) vaut δexp = 1. Ce résultat conforte l’étude dimensionnelle réalisée
et le choix des quantités sans dimension retenues (tables 4.5a et 4.5b).
(a)θRef/θCorr (b)θRef/θH (c)θH/θH2
FIGURE 4.1: Cartes des facteurs de prédiction pour la variable θ
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FIGURE 4.2: Effet d’une homothétie sur le déplacement hors-plan : calculs éléments ﬁnis
(FEM) et analytiques (ANA)
Les ﬁgures 4.1b et 4.1c montrent que les facteurs de prédictions ne sont pas identiques
pour les transformations MRef
H−→MH et MH H−→MH2 . Il n’est donc pas possible de prédire
la réponse réelle d’une structure par la confrontation des réponses de deux maquettes MH
et MH2 telles que nous les avons déﬁnies en présence d’un régime transitoire. Les méthodes
présentées en 1.1.4 ne peuvent être appliquées qu’en régime stationnaire. Cependant, la ﬁg-
ure 4.1a conﬁrme le comportement toujours isotherme de la plaque en acier après transfor-
mation géométrique, à des températures identiques à celle de l’échelle 1 : 1.
Enﬁn, le tracé du déplacement hors-planmaximal pourMRef,MH etMH2 (ﬁgure 4.2) con-
ﬁrme les conclusions de l’étude dimensionnelle théorique quant à la problématique partic-
ulière du voilement thermique local. En effet, les déplacements sont divisés par deux, entre
chaque transformation, conformément aux attentes tandis que la température critique n’est
pas affectée. Onnote que lemodèle analytique développé au chapitre III permet de retrouver
ce constat.
1.3.3 Conséquences sur la conception des éléments testés
En prenant comme géométrie de référence les dispositions classiques rencontrées pour
les liners d’enceinte, l’espacement entre tirants est compris entre 150 et 250mm pour une
tôle épaisse de 6mm [Mézière, 2004].
Les études réalisées au chapitre III précisent qu’en présence d’un bridage parfait de la
dilatation, un déplacement hors-plan se produit pour des températures avoisinant 90◦C. À
de telles températures, les déplacements plans pour les dimensions énoncées sont de l’ordre
de 0.2mm et augmentent jusqu’à 0.5mm à 180◦C.
Le bridage de si faibles déplacements étant une condition limite excessivement difﬁcile
à maîtriser, nous appliquons un facteur d’échelle à la géométrie de référence que nous lim-
iterons à ηH = 2 compte tenu des limitations matérielles. Nous considérons ainsi des spéci-
mens carrés de 635mmde dimension, les espacements entre tirants variant de 350 à 500mm
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tandis que l’épaisseur des plaquesmétalliques varie de 6mmà 15mmaﬁn de tester plusieurs
élancements. La description des éléments retenus pour les tests est donnée par la table 4.8.
Finalement, lors de la conception des éléments modulaires, aﬁn de réduire le déplace-
ment hors plan, à élancement ﬁxé, il est préférable de réduire les dimensions tout en veillant
à ne pas opter pour des tôles trop ﬁnes qui risquent d’être percées lors de la soudure des
tirants.
TABLE 4.8: Caractéristiques géométriques des éléments testés
Désignation ϕ s l tp tb Quantité Commentaires
(mm) (mm) (mm) (mm)
SPE33 33 500 635 15 235 1 absence de voilement recherchée
SPE45 45 360 635 8 235 1 ampliﬁcation plastique si CLS assurées
SPE50 50 500 635 10 235 1 voilemement si CLS assurées
SPE50D 50 500 635 10 235 1 défaut d’afﬂeurement
SPE66 66 400 635 6 235 1
SPE83 83 500 635 6 235 2
SPE83D 83 500 635 6 235 2 défaut d’afﬂeurement
2 Conception de la campagne expérimentale locale
Ce second paragraphe est destiné à la conception de la campagne expérimentale que
nous avons réalisée dans le cadre de notre étude du voilement local des éléments composites
acier-béton.
L’objectif de cette campagne d’essai est double et consiste à caractériser le voilement
thermique local (i) ainsi qu’à construire une base de données (ii) qui, en dépit de ses limita-
tions, établit une référence par rapport à laquelle les résultats issus desmodèles numériques
(chapitre II) et analytiques (chapitre III) seront validés en partie 3.
Nous étudierons plus spéciﬁquement la réponse post-critique (déplacement hors plan
au centre de l’élément, température critique). Des mesures seront également réalisées sur le
déplacement résiduel, lors de la décharge thermique, pour quantiﬁer le poids de la plasticité
dans la réponse.
Aﬁn d’étudier différents régimes de fonctionnement, les échantillons testés présentent
des élancements variables (voir table 4.8). Parmi eux, les éléments SPE45 et SPE50 sont sus-
ceptibles de se voiler lorsque les conditions limites sont correctement assurées au cours de
l’essai. Par ailleurs, nous introduisons deux éléments présentant un défaut d’afﬂeurement :
SPE50D et SPE83D pour en étudier l’inﬂuence sur le comportement local. Ce défaut consiste
en une imperfection géométrique de 2mm d’amplitude introduite par le mauvais aligne-
ment de demi-plaques soudées dans leur longueur (voir plans annexe E).
Dans un premier temps, nous reviendrons sur les difﬁcultés à satisfaire aux conditions
limites, difﬁcultés que nous avons levées en concevant un support expérimental original.
Nous préciserons ensuite les solutions retenues pour l’acquisition des données puis le sys-
tème chauffant. Une synthèse ﬁnale présentera le protocole expérimental.
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2.1 Conception du support expérimental
Les dimensions réduites des éléments testés (table 4.8), conséquences de l’analyse di-
mensionnelle et des limitations matérielles imposées par l’environnement, entraînent des
déplacements plans faibles dus à la dilatation thermique de la plaque (ﬁgure 4.3a).
Le phénomène de voilement thermique tel que nous souhaitons l’observer trouve son
origine dans le bridage de ces déplacements plans. Auniveau structurel, ce bridage est assuré
en partie par les tirants et essentiellement par les liaisons avec les différents constituants de
la structure (voiles, radier, planchers). Lorsque le déplacement plan est bloqué, la réaction
d’appuis développée sollicite la plaque chauffée en compression introduisant un risque de
voilement.
Au niveau expérimental, les résultats seront d’autant plus conformes aux études
théoriques que le bridage réalisé s’approche de la perfection, ce qui est d’autant plus délicat
que les déplacements à reprendre sont petits (voir ﬁgure 4.3a).
Par ailleurs, la dilatation thermique de la plaque s’accompagne d’efforts internes (ﬁgure
4.3b) dont l’intensité est calculée à l’aide de la relation simpliﬁéeN =min
(
N th,Ngly
)
oùN th =
Eaβa∆T tp
1−ν et N
gl
y =
σy tp
1−ν .
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FIGURE 4.3: Conditions limites théoriques à récupérer : déplacement plan sx = sy = 635mm
(a), effort normalisé N/Ngly (b)
Compte tenu dumatériau acier (S235) utilisé dans la conception des éléments, les efforts
développés aux réactions d’appuis sont considérables (table 4.9).
TABLE 4.9: Efforts théoriques maximums développés lors des essais
Spécimen SPE33 SPE45 SPE50 SPE66 SPE83
Ngly (MN/m) 5.0 2.7 3.4 2.0 2.0
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Il est donc nécessaire de concevoir un dispositif expérimental particulier capable de
brider des déplacements de l’ordre 2 de ∼ 0.5mm tout en résistant à des efforts de l’ordre
de ∼ 2 MN.
2.1.1 Choix de la structure d’accueil
Dans la littérature, les essais de caractérisation du voilement de tôles minces font clas-
siquement intervenir des sollicitations d’origine mécanique appliquées à l’élément testé à
l’aide de vérins [Singer, 1987,Akiyama et al., 1991,Takeuchi et al., 1998]. Dans le cas du voile-
ment thermique, les efforts doivent être appliqués au spécimen testé à l’aide d’un système
de conﬁnement passif.
Des essais de cette nature ont été réalisés sur des structures de génie civil, notamment
des maquettes représentatives de liners d’enceintes [Müller, 2013] ou d’éléments SC [Seki-
moto et Kondo, 2001]. À l’échelle structurelle, unnombre conséquent de tirants sufﬁt à brider
naturellement les déplacements plans pour le chauffage local de la structure. Par ailleurs la
présence de précontrainte et de cornières dans la technologie du liner d’enceinte participe
également au conﬁnement de la plaque en acier. La technologie différente et les restrictions
géométriques pour l’étude de la maille élémentaire ne permettent pas de procéder à l’iden-
tique dans notre situation.
Dans le domaine de l’aéronautique, l’échauffement des matériaux dû aux frottements
de l’air introduit un risque de voilement de plaques minces. Par conséquent, des études ex-
périmentales ont été réalisées sur des éléments de plus faibles dimensions et de fort élance-
ment : 900× 600× 6mm3 [Gossard et al., 1952], 300× 300× 2mm3 [Uemura et al., 1962],
762× 381× 3mm3 [Murphy et Ferreira, 2001]. Les trois travaux cités présentent des proto-
coles expérimentaux sensiblement identiques. En effet, une seule plaque en alliage d’alu-
minium était étudiée tandis que le système de conﬁnement passif est constitué d’un cadre
en acier (chromé) dans lequel le spécimen testé est vissé. Un système de refroidissement
hydraulique est prévu pour maintenir le cadre à température ambiante tandis que le centre
de l’élément est chauffé. Si les paramètres matériaux des alliages en aluminium 3 autorisent
un tel montage, ce dernier est moins adapté au matériau acier. Dans ce cas en effet, il n’y
aurait plus d’incompatibilité de déformation entre la plaque, les vis et le support, les deux
éléments présentant un coefﬁcient de dilatation proche. Ensuite, à cause du module d’Y-
oung plus élevé de l’acier, les efforts générés augmentent le risque de ruine en cisaillement
des vis, le support devant être le plus indéformable possible.
2. Le voilement devant théoriquement se produire pour des températures inférieures à ∆T
gl
y pour ϕ ≥ 50
selon la ﬁgure 3.21. L’expression de ∆T
gl
y est donnée par l’équation (3.46).
3. On rappelle que pour un alliage en aluminium, E = 70000GPa, σy = 100MPa, ρ = 2800kgm−3, β =
2510−6◦C−1, λ= 237W/(mK) etCp = 880J/(kgK), variables selon l’alliage.
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FIGURE 4.4: Vue en éclaté du support expérimental
Il est donc nécessaire pour notre étude de concevoir un support expérimental satisfaisant
aux besoins suivants : raideur importante pour le bridage des déplacements (i), isolation
thermique de la plaque chauffée (ii), résistant à des efforts importants (iii) et réutilisable
pour les différents spécimens (iv). La ﬁgure 4.4 illustre la solution que nous avons retenue
pour satisfaire aux critères énoncés.
2.1.2 Rôle des éléments constitutifs du support
Les choix technologiques signalés dans la ﬁgure 4.4 sont justiﬁés dans la suite. La table
4.10 propose une synthèse des fonctions et contraintes auxquelles répondent chaque con-
stituant du bâti expérimental.
TABLE 4.10: Fonctions et contraintes des constituants du support
Technologie Isolation Résistance Raideur Etanchéité Contact Continuité Souplesse
thermique d’utilisation
➀ f c c
➁ c c f f c
➂ f
➃ f f c
➄ f c c f c
➅ f
f : fonction, c : contrainte
➀ Éléments d’isolation thermique : Aﬁn de procurer la raideur nécessaire à la structure
support, les constituants du système de conﬁnement sont essentiellement en acier S235.
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Il est alors nécessaire de découpler thermiquement les réponses des composants en acier
de celle de la plaque chauffée du spécimen testé. Ceci est accompli par l’introduction dans
le système de bridage d’une couche d’isolation thermique dont la raideur et la résistance
doivent être sufﬁsantes pour maintenir le conﬁnement.
Les résultats obtenus grâce aux études de sensibilité réalisées au chapitre III signalent
qu’un matériau dont le module d’Young est voisin de E ≈ 20000MPa possède une raideur
sufﬁsante pour assurer le bridage requis. L’élément d’isolation doit également être capable
de supporter des contraintes de compression de l’ordre de la limite d’élasticité σy = 235MPa
de l’acier utilisé pour la tôle métallique chauffée du spécimen.
La première solution envisagée consistait à employer des plaques de verre trempé. Ce
matériau remplissait théoriquement les conditions requises comme le signale la table 4.11.
Toutefois, la faiblesse du verre trempé face au risque de poinçonnement avait été sous estimé
dans les premières études si bien que la ruine de l’élément isolant (ﬁgure 4.5a) survint lors
des essais préliminaires, n’assurant plus la reprise des efforts et des déplacements.
Aﬁn de pallier cette difﬁculté, les plaques de verre ont été remplacées par une résine plas-
tique thermodurcissable renforcée à l’aide de ﬁbre de verre, de référence KV® 3eco, produit
par la société BRANDENBURGER (ﬁgure 4.5b).
Marque du
poinc¸onnement
(a) (b)
FIGURE 4.5: Isolation : Ruine du verre poinçonné (a) KV® 3eco (b)
Ce nouvel isolant offre une meilleure résistance à la ﬂexion pour une meilleure isola-
tion thermique que le verre (table 4.11). Bien qu’il soit moins raide que le verre, le module
d’Young de 25000MPa reste conforme à nos prescriptions. Enﬁn, le coefﬁcient de dilatation
thermique un peu élevé (β = 8010−6◦C−1) doit être considéré au regard de l’épaisseur de
l’isolant (10mm), ce qui se traduit par des déplacements d’un ordre de grandeur inférieurs à
ceux de la tôle chauffée du spécimen étudié.
La trace laissée par la dilatation de la plaque chauffée suggère que l’isolant subit une
déformation au cours de l’essai. Toutefois, sa profondeur étant trop faible pour être quan-
tiﬁable on considère les plaques de KV® 3eco réutilisables d’un essai à l’autre.
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TABLE 4.11: Propriétés mécaniques et thermiques des solutions d’isolation thermique
ρ E
Résistance Résistance
β λ Cp
(compression) (ﬂexion)
kg m−3 MPa MPa MPa ◦C−1 W/(mK) J/(kgK)
Verre trempé 2500 70000 1000 49 910−6 1 700
KV® 3eco (20◦C) 2000 25000 650 600 8010−6 0.25 1000
KV® 3eco (200◦C) 2000 18000 450 300 8010−6 0.30 1000
➁Platsmétalliques rainurés : Des platsmétalliques rainurés de façon à accueillir l’isolant
thermique sont disposés autour de l’élément testé (voir plans annexe E). Ils apportent une
raideur supplémentaire pour le bridage des déplacements et permettent de répartir les ef-
forts.
Ces élémentsmétalliques sont percés etmunis de visM10 qui, grâce à un serragemanuel,
permettent d’assurer et de régler le contact initial entre la plaque chauffée de l’élément testé
et l’isolant thermique. On supprime ainsi le jeu parasite introduit lors du positionnement
des différents composants pendant le montage.
Les études ont révélé que les plats métalliques plastiﬁent dès le premier essai et perdent
à ce moment leur planéité. Lors de la mise en contact de l’isolant et de la tôle chauffée puis
au cours de l’essai, ce défaut de planéité entraîne une ﬂexion parasite contribuant à la ruine
du verre trempé initialement choisi.
Les plats en acier sont disposés en quinconce. Leurs dimensions (voir plans annexe E) et
leur nombre (8) leur permet de s’adapter aux différentes conﬁgurations rencontrées lors des
essais (passage des câbles électriques).
➂ Système de bridage inférieur : Un cadre en acier muni de vis M12 permet de ﬁxer le bas
des plats métalliques et en restreint les rotations lorsqu’on procède à la mise en contact des
éléments d’isolation avec la plaque en acier chauffée.
➃ HEB300 soudés : Il constitue l’élément conﬁnant principal. Inamovible et découplé
thermiquement de l’élément testé, il assure le maintien de l’essai lors de sa réalisation. Des
raidisseurs sont prévus pour maintenir la forme des ailes des poutrelles tandis que l’âme est
située dans le même plan horizontal que la plaque chauffée du spécimen testé.
➄ Mortier de scellement : Un jeu total de 6cm est prévu entre l’élément SC testé et
l’ensemble HEB soudé aﬁn d’éviter toutes difﬁcultés liées aux erreurs de tolérance dans la
conception des divers constituants de l’essai. Ce jeu facilite également le positionnement du
cadre HEB lors du montage. Aﬁn d’effectuer la liaison entre les plats métalliques rainurés et
le HEB, un mortier de scellement est utilisé pour combler l’espace libre. Ce mortier procure
une isolation thermique supplémentaire entre plat métallique et HEB.
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Il doit évidemment répondre aux critères de raideur tandis que le jeu potentiellement
introduit par les déformations de retrait au jeune âge ne doit pas parasiter l’essai. Pour ces
raisons, le mortier à retrait compensé WEBER HP. Cel a été retenu. Les caractéristiques du
produit ont été validées dans le cadre d’un stage de Master 2 dont on présente les résultats.
Les caractéristiques du mortier sont étudiées au jeune âge, après 1 et 2 jours de séchage,
l’essai de voilement voulant être réalisé rapidement après mise en œuvre du mortier. Trois
essais de compression sont réalisés pour chaque durée de séchage sur des éprouvettes cylin-
driques Ø16× 32. Les valeurs de la résistance à la compression moyenne obtenues sont
29MPa à 1 jour et 34MPa à 2 jours. Le module d’Young moyenné, déterminé sur la partie
linéaire de la réponse pour une contrainte σ = 0.3σmax s’élève à 25000MPa, sufﬁsant pour
nos besoins.
Cinq éprouvettes rectangulaires 4×4×16 ont également été confectionnées pour étudier
le retrait total exprimé en fonction de la perte en masse. Deux éprouvettes sont couvertes
d’un ﬁlm adhésif de manière à éviter tout échange d’humidité avec le milieu extérieur, pour
vériﬁer plus spéciﬁquement le retrait endogène.
Au bout de 48 heures, la perte de masse maximale mesurée vaut 5% pour une déforma-
tion de retrait totale de 400µm/m. La valeur de retrait endogène est faible au bout de 48
heures et vaut 40µm/m. Lors de l’essai, on estime que le retrait réel attendu doit être plus
proche de la valeurmesurée pour le retrait endogène que pour le retrait total, la composante
de dessiccation étant réduite par le conﬁnement.
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FIGURE 4.6:Mesures de retrait : total (a) endogène (b)
En supposant que la dessiccation survienne malgré tout, le jeu induit par le retrait du
mortier est d’un ordre inférieur au déplacement de la plaque chauffée, ce qui n’est pas préju-
diciable à l’essai de voilement.
➅ Planches de bois : Elles assurent l’étanchéité lors de la mise en œuvre dumortier.
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2.1.3 Vérification par la simulation numérique
Unmodèle complet de l’expérience est réalisé pour vériﬁer a priori le concept théorique
de l’essai. L’élément modélisé au centre correspond au spécimen SPE83.
Les modules d’Young des matériaux d’isolation 4 et du mortier sont volontairement ré-
duits d’un facteur 2. L’ensemble des éléments est maillé à l’aide d’éléments hexaédriques,
exception faite du cadre HEBmodélisé par des éléments coques.
Les déplacements sont supposés continus à l’interface plaque chauffée du spécimen
testé-isolant thermique et le contact parfait.
Enﬁn, des erreurs de tolérance sont introduites dans les dimensions de telle sorte que la
structure ne soit plus symétrique.
Le voilement thermique se produit correctement dans le modèle numérique, au centre
de la zone délimitée par les tirants comme l’illustre la ﬁgure 4.7.
De´placement
hors-plan w (m)
FIGURE 4.7:Champs de déplacements à 200◦C (×5), modèle FEM du dispositif expérimental
2.2 Systèmes d’acquisition
Deux données sont principalement mesurées lors des essais. Il s’agit du déplacement
hors-plan et de la température. Nous détaillons ici les positions des capteurs et technologies
utilisés.
Le déplacement hors-plan sera obtenu via deuxméthodes : ponctuellement parmesures
directes avec des LVDTs et sous forme de champ grâce à un algorithme de stéréo-corrélation.
Les températures seront mesurées à l’aide de thermocouples.
2.2.1 Mesures ponctuelles du déplacement par LVDT
Bien que des capteurs LVDT adaptés aux hautes températures existent, nous avons été
contraints à utiliser des capteurs standards. Aﬁn de les protéger de la chaleur, le pointeau est
prolongé d’une tige en céramique (ﬁgure 4.8b).
4. Lors de cette validation, en amont de la campagne d’essai, le matériau d’isolation considéré était le verre
trempé dont le module E = 70000MPa est trois fois supérieur à celui de la résine thermodurcissable.
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FIGURE 4.8: LVDT : position (a), technologie (b)
Des mesures ponctuelles sont réalisées à trois positions de la plaque (ﬁgure 4.8a) : au
centre par le capteur L0, à 125mmdu centre suivant~x par L125 et à 250mmdu centre suivant
~x par L250. Des brasmagnétiques, ﬁxés au cadre HEB, permettent demaintenir les capteurs
en position au cours de l’essai.
2.2.2 Stéréo-corrélation
La mesure par stéréo-corrélation permet de mesurer des formes en trois dimensions et
des champs de déplacements en confrontant aumoins deux images, prises en conﬁguration
déformée, avec autant d’images de référence. Les positions des imageurs restent ﬁxes au
cours de l’essai.
Étalonnage des matrices de projection : Chaque appareil photo peut être assimilé à une
projection de R3 −→ R2. Résoudre le problème de stéréo-corrélation consiste à résoudre le
problème inverse permettant, à partir des projetés, de reconstruire le volume initial. Pour
cela, la transformation réalisée par chaque imageur est représentée par une matrice de pro-
jection M l ,r (où l représente l’appareil de gauche et r celui de droite). La connaissance des
matricesM l ,r permet de connaître à tout moment et pour tout point de R3 sa position dans
chaque photo prise au cours de l’essai.
L’approche globale appliquée pour résoudre le problème de stéréo-corrélation s’appar-
ente aux méthodes de résolution utilisées dans les simulations numériques. En effet, il est
nécessaire de construire une géométrie théorique et d’introduire une base de fonctions in-
terpolatrices adaptée au maillage sur lequel s’appuie la résolution.
Dans la méthode développée au sein du LMT [Dufour, 2015] que nous employons, le
choix a été fait de paramétrer les surfaces à l’aide de courbes à pôles de type NURBS (non-
uniform rational B-splines), déﬁnies par une séquence de point de contrôle et un degré
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[Piegl et Tiller, 1997], plutôt que d’utiliser une solution éléments ﬁnis. Ce choix est motivé
par l’aptitude de ces fonctions à représenter des surfaces complexes pour un minimum de
degrés de liberté, ce qui limite le coût calculatoire [Beaubier et al., 2014]. Dans cet espace
paramétrique, la surface S(u,v)= (X ,Y ,Z ) s’écrit :
S(u,v)=
m∑
i=0
n∑
j=0
Ni ,p(u)N j ,q (v)ωi j P
m∑
i=0
n∑
j=0
Ni ,p(u)N j ,q (v)ωi j
(4.11a)
avec
∀u ∈ [0,1] ,Ni ,0(u)=
{
1 si ui ≤ u ≤ ui+1
0 sinon
(4.11b)
et
Ni ,p(u)=
u−ui
ui+p −ui
Ni ,p−1 (u)+
ui+p+1−ui
ui+p+1−ui+1
Ni+1,p−1 (u) (4.11c)
où Ni ,p sont les fonctions de forme, P sont les coordonnées des points de contrôle déﬁnis-
sant la géométrie, ωi j , les poids des fonctions de forme, (p,q), les degrés de la surface dans
chaque direction et (m+1)× (n+1) sont le nombre de points dans chaque direction de l’es-
pace paramétrique.
L’étalonnage desmatricesM l ,r est alors basé sur la connaissance exacte d’une géométrie
3D appartenant à la surface observée que l’on désire par la suite reconstruire. Cet objet
de référence est supposé correspondre parfaitement au modèle théorique NURBS. C’est la
raison pour laquelle nous plaçons des mires planes (ﬁgure 4.9) de géométrie parfaitement
maitrisée sur la plaque de l’élément testé.
Mire
Re´gion d’inte´reˆt
(ROI)
Mouchetis ale´atoire (×3)
FIGURE 4.9: Préparation de la plaque chauffée pour l’étalonnage de la stéréo-corrélation
La relation entre la surface 3D initiale et sa projection photographique s’exprime au
travers des relations x l ,r =M l ,r ·X où x l ,r = (sl ,r x, sl ,r y, sl ,r ) déﬁnissent les coordonnées du
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projeté, sl ,r étant un facteur d’échelle et X = (X ,Y ,Z ,1) sont les coordonnées homogènes de
n’importe quel point de la géométrie 3D. Or, chaque point pour chaque photo appartient
à une surface paramétrique (NURBS) unique. Dans l’espace paramétrique, il s’en déduit
x l ,r (u,v)= M
l ,r
1i Xi (u,v)
M l ,r3i Xi (u,v)
et y l ,r (u,v)= M
l ,r
2i Xi (u,v)
M l ,r3i Xi (u,v)
, ce qui laisse 24 inconnues M l ,ri , j à déterminer
par une méthode de corrélation d’image digitale [Beaubier et al., 2014].
La résolution de ce nouveau problème consiste à satisfaire au mieux la correspondance
entre les deux niveaux de gris de chaque photo :
f (x l )= g (xr ) (4.12)
La condition (4.12) est résolue enminimisant « la somme des différences quadratiques d’im-
ages » [Dufour, 2015] :
η2 =
∫
ROI
[
f (x l (u,v,M l ))− g (xr (u,v,M r ))
]2
dudv (4.13)
Où ROI est la région d’intérêt dans laquelle un mouchetis aléatoire a été réalisé au préal-
able à l’aide d’une peinture résistante aux hautes températures. L’équation (4.13) est en-
suite linéarisée en η2lin =
∫
ROI
[
f (x l )− g (xr )+ (∇ f ·δx l )x l − (∇g ·δxr )xr
]2
dudv avec δx l ,r =
∂xl
∂M l ,ri j
M l ,ri j , puis résolue grâce à une procédure de Newton [Beaubier et al., 2014].
(a) (b)
FIGURE 4.10: Étalonnage des matrices : Résidus à l’itération 1 (a), Résidus ﬁnaux (b)
Étalonnage de la surface : Une fois les matrices de passage connues, la seconde étape
d’étalonnage consiste à construire la meilleure CAO sur laquelle s’appuie la résolution tem-
porelle de l’algorithme de stéréo-corrélation. Cet objectif est atteint en déplaçant les points
de contrôle des NURBS P i j jusqu’à obtenir une correspondance sufﬁsante entre la surface
réelle à l’instant initial et la géométrie théorique de référence. Pour cela, une procédure iden-
tique à (4.13) est utilisée [Beaubier et al., 2014], linéarisée cette fois en δx l ,r = ∂x
l
∂X
∂X
∂P i j
P i j . La
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ﬁgure 4.10 présente les cartes des résidus pour la forme théorique des mires avant et après
l’étape d’étalonnage des matrices de projections.
Résolution temporelle : L’algorithme de stéréo-corrélation consiste enﬁn à reconduire
le procédé (4.12) sur chaque étape temporelle en confrontant les surfaces reconstruites au
temps τ avec la surface générée lors de la seconde étape d’étalonnage. L’équation (4.12) de-
vient f (x)= g (x+u(x)) où u est le champ de déplacement inconnu recherché.
Difficultés spécifiques aux chargements thermiques : Les méthodes de corrélation d’im-
ages ont été tardivement appliquées aux études impliquant de hautes températures. Deux
difﬁcultés majeures ont été recensées par [Lyons et al., 1996] lors de mesures de déforma-
tions réalisées par corrélation d’images au cours d’essais de traction haute température sur
acier .
La première difﬁculté est spéciﬁque aux températures supérieures à 600◦C, causée par le
rayonnement infrarouge que les matériaux émettent à partir de ces températures [Leplay,
2011]. Étant donné notre niveau de température, ce problème ne se pose pas au cours de nos
essais.
Le second problème concerne les perturbations causées par l’échauffement de l’air
autour des objets chauds. En effet, la formation d’un gradient thermique dans l’air en-
traîne l’apparition d’un gradient des indices de réfraction de l’air, causant des erreurs lors
de mesures dimensionnelles par effet mirage [Delmas, 2012]. Aﬁn de corriger les défauts
générés par l’effet mirage, nous réalisons la prise de photo lors du refroidissement au cours
duquel nous utilisons un ventilateur aﬁn de mélanger et d’homogénéiser les indices de
réfraction [Lyons et al., 1996].
2.2.3 Mesures ponctuelles de la température par thermocouples
Les températures sont mesurées ponctuellement avec des thermocouples de type K. La
ﬁgure 4.11 précise la position des capteurs.
Les thermocouples B0, B15 et B35 sont situés à l’aplomb du centre de l’élément dans le
remplissage bétondu spécimen àdes distances respectives de l’intrados de la plaque en acier
de 0mm, 15mm et 35mm (ﬁgure 4.11b). Leur rôle consiste à mettre en valeur le découplage
thermique crée par la formation de la lame d’air.
Trois thermocouples T0,T15 et T50 sont situés le long d’un tirant aux distances respec-
tives de l’intrados de la plaque en acier : 0mm, 15mm et 50mm, aﬁn de caractériser le pont
thermique provoqué par le tirant (ﬁgure 4.11b).
Quatre thermocouples pour l’acquisition des températures à la surface de la plaque en
acier chauffée sont disposés au centre de l’élémentP0, et sur la direction portée par la diago-
nale centre-tirant : P120 à 120mm, P240 à 240mm et PT à l’aplomb du tirant (ﬁgure 4.11a).
L’objectif est de vériﬁer l’homogénéité de la température surfacique.
Enﬁn, deux thermocouples sont placés au centre de l’élément et à l’aplomb du tirant
(respectivementR0 etRT) pour la régulation de la consigne en température comme l’indique
la ﬁgure 4.11a.
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FIGURE 4.11: Position des thermocouples : Vue du dessus (a), Coupe au centre (b)
2.3 Système de chauffage
Le chargement thermique imposé à l’élément testé doit être représentatif du cas de l’ac-
cident grave décrit par la ﬁgure 1.5a. Le voilement thermique étant supposé se déclarer pen-
dant la phase de montée en température, seule cette dernière est réalisée. Ainsi, on cherche
à chauffer la plaque exposée du spécimen à 180◦C en 15min environ.
Le système de chauffage doit assurer cette consigne. La température de surface est
recherchée la plus homogène possible aﬁn de rester dans le cas isotherme et de correspon-
dre au phénomène réel dans lequel l’élévation de la température est due à la condensation
de la vapeur d’eau sur la paroi. Le chauffage doit par ailleurs rester local et ne pas chauffer le
support expérimental en acier pour éviter que celui-ci ne se dilate. Le système de chauffage
doit également laisser sufﬁsamment de visibilité aﬁn que lesmesures par LVDT et par stéréo-
corrélation puissent être effectuées.
Les techniques de chauffage par lampes radiantes [Booth et al., 2007], matelas chauf-
fant [Müller, 2013] ne satisfaisant pas à ces critères, nous avons opté pour des résistances
chauffantes ﬂexibles. Ce sont des éléments souples pourvus d’une gaine en caoutchouc sil-
iconé d’une épaisseur de 0.5mm environ. Elles sont ﬁxées à l’élément chauffé à l’aide d’un
silicone 5 résistant à 300◦C. Le mouchetis nécessaire à la stéréo-corrélation est réalisé sur la
gaine des résistances chauffantes. Les dimensions de ces dernières (300×610×0.5mm3) im-
posent l’utilisation de deux éléments chauffants pour couvrir la plaque de chaque spécimen
testé. Aﬁn de permettre une mesure ponctuelle par les LVDTs directement au contact de la
plaque, les deux résistances souples sont espacées de 2mm au centre de la plaque chauffée.
5. La référence du produit utilisé est : GE - RTV 108 Momentive
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2.3.1 Algorithme d’identification de la puissance nécessaire
Les caractéristiques des résistances chauffantes sont calculées à l’aide de simulations
numériques dans lesquelles le système expérimental estmodélisé. Le chargement imposé au
modèle consiste en un ﬂux thermique appliqué à l’ensemble de la plaque et un ﬂux correctif
supplémentaire imposé au niveau des tirants.
L’intensité des ﬂux thermiques est calculée à l’aide d’une procédure itérative inspirée
d’uneméthode de Newton. Pour ce faire, on introduit à chaque instant τn du problème tem-
porel un critère de convergence constitué du résidu r th
n
i = T ni −T nre f entre la température
désirée de la consigne T nref et la température obtenue à une itération i donnée T
n
i .
Soit ϕ = ϕ z le ﬂux surfacique imposé normal à la surface chauffée. Alors le résidu se
réécrit en fonction de ϕ : r th
n
i (ϕ
n
i ,τn) = T ni (ϕni ,τn)− T nref(ϕni ,τn) sur lequel on réalise un
développement de Taylor autour de ϕni . Il vient alors r
thn
i = r th
n
i−1+
∂r th
n
i−1
∂ϕni−1
(
ϕni −ϕni−1
)
. On in-
troduit alors la quantité K ni−1 =
∂r th
n
i−1
∂ϕni−1
= ∂T
n
i−1
∂ϕni−1
. La condition r th
n
i = 0 permet enﬁn d’écrire le
problème itératif à résoudre à chaque instant :
ϕni =
(
K ni−1
)−1 (T nref−T ni−1)+ϕni−1 (4.14a)
avec
K ni−1 =
T ni−1−T ni−2
ϕni−1−ϕni−2
(4.14b)
2.3.2 Conséquences sur le choix des résistances
La résolution du problème (4.14) permet d’obtenir les puissances théoriques nécessaires
pour assurer la consigne au centre de la plaque (ﬁgure 4.12a) et la correction à ajouter à
l’aplomb du tirant (ﬁgure 4.12a).
Les éléments chauffants retenus remplissant les critères théoriques sont choisis dans la
gamme SRF OMEGALUX® du fournisseur OMEGA. Plus précisément, une paire d’éléments
ﬂexibles SRFG1224/5 de dimensions 250×610mm2, capables de délivrer une puissance de
1500W chacun 6, est utilisée pour chauffer l’ensemble de la plaque. Les quatre résistances
d’appoint pour compenser le puits thermique causé par les tirants sont des SRFR10/10 cir-
culaires pouvant délivrer jusqu’à 465W chacune.
6. Ce qui permet d’assurer un chauffage jusqu’à au moins 150◦C, a priori sufﬁsant pour provoquer le voile-
ment des éléments testés dans des conditions idéales. Nous n’avons pas pu trouver parmi les fournisseurs
d’éléments ﬂexibles capables de délivrer des puissances supérieures
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FIGURE 4.12: Puissances théoriques nécessaires pour assurer la consigne en température :
résistances de base 300×610 (a), résistances circulaires d’appoint aux tirants Ø200 (b)
2.4 Synthèse
On présente ici les protocoles de montage et expérimental. Le montage est réalisé suiv-
ant cinq étapes successives. Il est nécessaire de laisser au mortier au moins deux jours de
séchage avant de procéder à l’essai.
2.4.1 Montage de l’essai
Dans un premier temps, il convient de positionner l’élément testé au centre du système
de bridage inférieur. On dispose les résistances chauffantes sur la tôle métallique du spéci-
men après avoir soudé les thermocouples nécessaires.
Les résistances d’appoint surplombent les résistances délivrant la puissance de base
comme l’illustre la ﬁgure 4.13a (i).
On vient ensuite positionner les plats métalliques rainurés dans lesquels l’isolant est in-
clus au préalable. Il convient à cet instant de serrer les vis M12 du cadre inférieur pour em-
pêcher toute rotation des plats métalliques ultérieurement (ﬁgure 4.13b) (ii).
On réalise ensuite l’étanchéité à l’aide de planches en bois (ﬁgure 4.13c) (iii).
Il convient alors de placer le cadre HEB. Une fois cette étape franchie (ﬁgure 4.13d), il
faut dans l’ordre : serrer les vis M10 des plats rainurés pour supprimer le jeu entre l’isolation
thermique et le bord du spécimen testé puis couler le mortier de scellement (iv).
On met ﬁnalement en place le support des appareils photos pour la stéréo-corrélation
puis les LVDTs à l’image de la ﬁgure 4.13e (v). La ﬁgure 4.14 offre une vision dumontage une
fois achevé.
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FIGURE 4.13: Étapes intermédiaires de montage
2.4.2 Protocole expérimental
Le protocole expérimental tient compte de l’ensemble des remarques effectuées au cours
de la présente partie. Il se déroule en trois temps :
— Étalonnage pour la stéréo-corrélation : avant de mettre en place les LVDTs, il convient
de positionner les mires planes présentées par la ﬁgure 4.9 et de prendre le système
en photo. Le mouchetis doit avoir été réalisé au préalable (de préférence une journée
avant l’essai pour que la peinture sèche correctement).
— Montée en température : les mires sont retirées et les LVDTs positionnés. La montée
en température se fait à l’aide des résistances chauffantes avec une vitesse de 0.2◦Cs−1.
L’acquisition des déplacements se fait à partir des LVDTs uniquement et l’acquisition
des thermocouples est lancée.
— Refroidissement : le système est naturellement refroidi par arrêt des résistances chauf-
fantes. Des photos de l’essai sont prises simultanément toutes les 10 secondes, par les
deux appareils. Un ventilateur est actionné aﬁn d’homogénéiser les indices de réfrac-
tion de l’air et de contribuer au refroidissement.
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
166 Vérification expérimentale du critère de voilement local
La montée en température peut éventuellement être renouvelée après voilement pour
observer la réponse en partant d’une conﬁguration déformée de la voile chauffée.
FIGURE 4.14:Montage expérimental
Le spécimen est retiré à la ﬁn du test par l’application d’un effort mécanique au centre
de la plaque testée, où en détruisant le mortier de scellement.
3 Réalisation de la campagne expérimentale
La dernière partie du chapitre IV est consacrée à la présentation des observations réal-
isées et résultats expérimentaux obtenus lors des essais.
Compte tenu du calendrier, du verre trempé fut utilisé pour l’isolation thermique lors des
essais SPE83(a), SPE83(b) et SPE50D. L’isolation thermique des essais SPE83(c), SPE83D,
SPE66 et SPE50 fut réalisée à l’aide de la résine thermodurcissable KV® 3eco.
Dans un premier paragraphe, on présente les observations effectuées pour chaque es-
sai réalisé. Une synthèse des résultats (température critique et déplacements) est proposée
en ﬁn de paragraphe. Les essais sont reproduits numériquement aﬁn de permettre une
confrontation numérique - expérimentale dans un second paragraphe. On calcule égale-
ment une réponse analytique approchée à partir du modèle détaillé au chapitre III. Enﬁn,
le troisième paragraphe propose quelques suggestions visant à améliorer les essais, faisant
suite au retour d’expérience.
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3.1 Observations et interprétations desmesures
Le présent paragraphe est dédié à la présentation de l’ensemble des données obtenues
pour chaque essai accompli. Nous nous focaliserons essentiellement sur les résultats corre-
spondant aux déplacements pré- et post-critique (mesures ponctuelles obtenues via LVDTs
et mesures de champ acquises par stéréo-corrélation). Nous reviendrons également sur les
valeurs ponctuelles mesurées des températures.
3.1.1 SPE83(a)
Le premier échantillon d’élancement 83 testé constitua un essai préliminaire. Une seule
paire de résistances chauffantes SRFG1224/5 fut alors utilisée pour appliquer le chargement
thermique.
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FIGURE 4.15: SPE83(a) : Déplacement L0 (a), Température P0 (b)
Déplacements : Lors de la montée en température, nous n’observâmes aucun voilement
net de la plaque en acier chauffée. Les déplacements hors-plans restèrent très réduits au
cours de l’essai. Toutefois, on note à la lecture du graphique 4.15a des discontinuités dans la
réponse se traduisant par des sauts de déplacements. Ces dernières se produisirent simul-
tanément avec la ruine du verre trempé placé aux conditions limites.
Le premier saut observable sur la ﬁgure 4.15a correspondrait alors à la température cri-
tique lorsque l’instabilité se déclare. La perte de raideur accompagnant la ruine du verre
serait alors à l’origine d’une libération des déplacements bridés expliquant l’absence d’am-
pliﬁcation de la réponse.
Températures : Au cours de l’essai, la puissance injectée à l’aide du système de résistances
souples fut clairement insufﬁsante. Il y eut un retard conséquent de la consigne réelle par
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rapport à la consigne théorique comme l’illustre la ﬁgure 4.15b. Les transferts thermiques
entre la plaque chauffée et un béton moins isolant que prévu, les échanges avec le milieu
extérieur négligés dans le modèle numérique et la gaine isolante des résistances chauffantes
sont autant d’éléments à l’origine de la sous-estimation de la puissance réelle nécessaire.
Cette difﬁculté fut partiellement levée en superposant une seconde paire de résistances
à la première (ﬁgure 4.15b). Cette seconde couche, amovible, fut retirée lors du refroidisse-
ment de la plaque aﬁn de ne pas occulter le champ des appareils photos lors de l’acquisition
par stéréo-corrélation.
3.1.2 SPE83(b)
Ce fut le second essai effectué avec un spécimen d’élancement 83. Du verre trempé as-
surait le découplage thermique du support et de l’éprouvette testée. L’utilisation de deux
couches de résistances chauffantes permit d’atteindre des températures plus élevées, et plus
rapidement que pour SPE83(a).
Déplacements : L’essai fut réalisé en deux temps. Une première montée en température
jusqu’à ﬂambement (montée 1), une descente à température ambiant puis une seconde
montée en température (montée 2) partant du spécimen plastiﬁé et déformé du déplace-
ment résiduel précédent.
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FIGURE 4.16: SPE83(b) : Mesures ponctuelles, déplacements (a), températures (b)
Deux régimes furent observés lors de la première montée en température : stable
puis post-critique. En effet, la ﬁgure 4.16a témoigne d’un important saut de déplacement
(+8.3mm) à∆T = 132◦C lorsque l’instabilité se déclare. Le déplacementmaximum atteint au
cours du test vaut wmax = 14.6mm pour ∆T = 200◦C.
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On peut supposer qu’en dépit de sa ruine, les éclats de verre atteignent à cette tempéra-
ture un niveau de conﬁnement sufﬁsamment important pour que le voilement se produise.
La forme du comportement post-critique correspond alors au comportement théorique en√
ζ2∆T +ζ3 développé au chapitre III.
Les résultats obtenus par stéréo-corrélation lors de la décharge conﬁrment un voile-
ment en mode I et permettent d’estimer le déplacement résiduel wmax −wSDIC = 4.2mm
(ﬁgure 4.17c). Les champs des déplacements plans suggèrent un bridage imparfait des dé-
placements avec une résultante valant 0.4mm dans les directions~x (ﬁgure 4.17a) et~y (ﬁgure
4.17b).
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FIGURE 4.17: SPE83(b) : Champs de déplacement DX (a), DY (b), DZ (c)
La seconde montée en température, en partant de la conﬁguration déformée, permit
d’acquérir l’ensemble de la réponse en déplacement qui devint continue (voir ﬁgure 4.16a).
L’amplitude fut cependant réduite suite à la plastiﬁcation de la tôle testée.
Températures : Jusqu’à 90◦C, la consigne théorique est correctement assurée au centre de
la plaque et à 250mm du centre, dans la diagonale centre-connecteur (ﬁgure 4.16b). Á partir
de 90◦C, la consigne n’est alors plus assurée au centre de la plaque. L’écart entre les deux
températures relevées augmente alors jusqu’à ce que le voilement se déclare (τ= 1100s). La
cinématique thermique change alors (ﬁgure 4.16b), la température augmentant rapidement
suite à la formation à l’interface tôle-béton d’une lame d’air isolante.
3.1.3 SPE83(c)
La conception de l’essai pour ce spécimen d’élancement 83 faisait intervenir la résine
thermodurcissable KV® 3eco. Cet essai fut le dernier réalisé chronologiquement. En l’ab-
sence d’éléments chauffants adéquats, des éléments de substitution 7 furent utilisés pour
7. Stock de résistances chauffantes non conformes aux spéciﬁcations exigées.
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cet essai uniquement.
Déplacements : En dépit du changement de conditions limites, les observations furent
sensiblement identiques à celles réalisées lors de l’essai SPE83(b).
Le caractère instable de la réponse apparaît dans la ﬁgure 4.18a par un saut de déplace-
ment d’une amplitude de 14.1mm à ∆T = 148◦C. Le déplacement maximal mesuré vaut
wmax = 16.5mm à ∆T = 152◦C et correspond à la course maximale du LVDT.
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FIGURE 4.18: SPE83(c) : Déplacements ponctuels (a), Températures ponctuelles (b)
Températures : Les éléments chauffants de substitution utilisés pour cet essai ne per-
mirent pas d’assurer la consigne en température au-delà de 60◦C (ﬁgure 4.18b). Par ailleurs,
les éléments chauffants furent portés au-delà de leur température de fonctionnement et
brûlèrent le mouchetis, rendant impossible toute mesure du déplacement résiduel à l’aide
de la stéréo-corrélation.
Les températures mesurées dans l’épaisseur de l’élément (B0, B15, B35, T0 et T50) sont
largement plus faibles que les températures de surface. Cette observation suggère une in-
terface imparfaite entre plaque chauffée et béton, même en absence de voilement. On
retrouve ici un phénomène rapporté au paragraphe 2.3.2 du chapitre II [Yovanovich et al.,
1997, Ghojel, 2004]. Il convient de remarquer que la température au capteur T0 est légère-
ment supérieure à cellemesurée au capteur B0, ce qui conﬁrme le pont thermique causé par
le connecteur qui agit comme une ailette et qui est rapidement refroidi par le béton.
3.1.4 SPE83D
Le specimen SPE83Dd’élancement 83 testé présentait un défaut d’afﬂeurement de 2mm.
L’isolant KV® 3eco fut utilisé. Le voilement fut correctement observé au cours de l’essai (ﬁg-
ure 4.19a).
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FIGURE 4.19: SPE83D : voilement à l’issu de l’essai
Déplacements : L’essai se déroula conformément aux attentes. Le déplacement mesuré à
l’aide des LVDTs est continu (ﬁgures 4.20a) et ne présente pas de discontinuités similaires
aux cas des plaques planes (ﬁgures 4.18a et 4.18a).
On observe dans la ﬁgure 4.20a deux régimes de fonctionnement. Le premier, pré-
critique, est linéaire et traduit une ampliﬁcation du défaut d’afﬂeurement en ﬂexion. Ce ré-
sultat rejoint les études numériques réalisées au chapitre III caractérisant l’inﬂuence d’une
imperfection géométrique sur la réponse (ﬁgure 3.23). Le second régime, post-critique, cor-
respond à l’ampliﬁcation rapide du déplacement correspondant à une fonction dont la
forme est donnée par
√
ζ2∆T +ζ3. Le défaut régularise la réponse qui se présente comme
un comportement stable.
Il apparaît sur la ﬁgure 4.20a que la déformée s’ampliﬁe plus brutalement à partir d’une
température critique ∆Tcrit = 106◦C, en retard de 50◦C par rapport au cas théorique idéal. Le
déplacement maximal atteint à ∆T = 200◦C vaut 12.5mm.
4.21c).
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FIGURE 4.20: SPE83D : Mesures ponctuelles, déplacements (a), températures (b)
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L’étude des champs de déplacements montre que le défaut d’afﬂeurement est à l’origine
d’une perte de symétrie de la réponse dans la direction orthogonale au défaut (ﬁgure 4.21a).
Par ailleurs, les champs de déplacements plans suggèrent un bridage imparfait des déplace-
ments avec des résultantes valant 0.4mm dans la direction ~x (ﬁgures 4.21a) et 0.5mm dans
la direction~y (ﬁgure 4.21b).
Les résultats obtenus par stéréo-corrélation lors de la décharge conﬁrment un voilement
en mode I et permettent d’estimer le déplacement résiduel wmax−wSDIC = 2.2mm (ﬁgure
4.21c).
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FIGURE 4.21: SPE83D : Champs de déplacement DX (a), DY (b), DZ (c)
Températures : La ﬁgure 4.20b montre que la consigne fut largement assurée au cours
de l’essai grâce à la lame d’air de 2mm créée par le défaut d’afﬂeurement. Cependant, le
thermocouples PT placé à l’aplomb du connecteur mesura une température bien plus faible
que celui au centre de la plaque. On retrouve ici l’effet de puits thermique causé par le con-
necteur, la puissance injectée n’étant pas sufﬁsante. Il en résulte une forte inhomogénéité
de la température surfacique qui, en plus du bridage imparfait, contribue à l’augmentation
de la température critique selon les résultats théoriques présentés par la ﬁgure 3.17.
Enﬁn, la résistance thermique à l’interface acier-béton procurée par la lame d’air initiale
sufﬁt à conserver le béton à température ambiante au cours de l’essai (ﬁgure 4.20b).
3.1.5 SPE66
Les conditions limites d’isolation thermique furent assurées à l’aide de la résineKV® 3eco
pour ce spécimen d’élancement 66.
Déplacements : Les observations sont sensiblement identiques à SPE85(b) et SPE85(c). Le
caractère instable de la réponse semanifeste dans la ﬁgure 4.22a par un saut de déplacement
d’une amplitude de 7.8mm à ∆T = 139◦C. Le déplacement maximal mesuré vaut wmax =
13.3mm à ∆T = 200◦C.
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FIGURE 4.22: SPE66 : Mesures ponctuelles, déplacements (a), températures (b)
Les résultats obtenus par stéréo-corrélation lors de la décharge conﬁrment un voilement
en mode I et donnent wmax−wSDIC = 3.7mm.
Températures : Les éléments chauffants ne permirent pas d’assurer la consigne en tem-
pérature au-delà de 95◦C (ﬁgure 4.22b).
Les températures mesurées dans l’épaisseur de l’élément (B0, B15, B35, T0 et T50) sont
largement plus faibles que les températures de surface. On remarque dans la ﬁgure 4.22b
une modiﬁcation de la cinématique thermique sur B0 et T0, caractérisée par une baisse de
la température. Ce comportement correspond à l’ampliﬁcation de la lame d’air en régime
post-critique.
3.1.6 SPE50
La résine KV® 3eco fut utilisée pour assurer les conditions limites d’isolation thermique
pour cet essai sur le spécimen d’élancement 50.
Le voilement s’amorça mais les amplitudes des déplacements restèrent faibles. Le dé-
placement mesuré atteignit 1.6mm à ∆T = 120◦C (ﬁgure 4.23a). Compte tenu de l’épaisseur
de la tôle d’acier chauffée (10mm), le système de résistance ne sufﬁt pas à assurer la con-
signe en température et les températures maximales atteintes furent plus faibles que lors
des essais SPE83(b), SPE83(c) et SPE66 (ﬁgure 4.23b).
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FIGURE 4.23: SPE50 : Mesures ponctuelles, déplacements (a), températures (b)
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FIGURE 4.24: SPE50 : Champs de déplacement DX (a), DY (b), DZ (c)
Les champs de déplacements plans issus de la stéréo-corrélation suggèrent un bridage
imparfait des déplacements avec des résultantes valant 0.4mm dans la direction ~x (ﬁgure
4.24a) et 0.3mm dans la direction~y (ﬁgure 4.24b).
Les résultats obtenus par stéréo-corrélation lors de la décharge conﬁrment une déformée
dans un mode de ﬂexion. On calcule le déplacement résiduel wmax−wSDIC = 0.4mm (ﬁgure
4.24c).
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3.1.7 SPE50D
Lors de cet essai, du verre trempé fut utilisé pour assurer l’isolation thermique aux bords
de l’élément (ϕ= 50 avec défaut) testé.
Le voilement de la plaque ne fut pas apparent lors de l’essai en dépit d’un chargement
thermique conforme aux spéciﬁcations (ﬁgure 4.25b) suite à la présence de la lame d’air
initiale. Les capteurs indiquèrent un déplacement négatif au centre, nul à 250mm du centre
et positif à 125mmdu centre (ﬁgure 4.25a). Les déplacements négatifs au centre s’expliquent
par le glissement au niveau du joint de soudure du LVDT initialement placé sur la plaque la
plus haute.
0 20 40 60 80 100 120 140 160
−0.5
0.0
0.5
1.0
∆T (◦C)
D
e´p
la
ce
m
en
t
(m
m
)
L0
L125
L250
(a)
0 200 400 600 800 1,000 1,200 1,400
0.0
100.0
200.0
300.0
Temps (s)
T
em
p
e´r
at
u
re
(◦
C
)
Consigne P0
PT P120
P140 B0
B15 B35
T0 T50
(b)
FIGURE 4.25: SPE50D : Mesures ponctuelles, déplacements (a), températures (b)
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FIGURE 4.26: SPE50D : Champs de déplacement DX (a), DY (b), DZ (c)
Les déplacements, plus importants au niveau du capteur L125 que du pointeau L0, sug-
gèrent que la déformée ne correspond pas au mode de voilement attendu. Le champ de dé-
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placement mesuré par stéréo-corrélation conﬁrme cette hypothèse en montrant que seule
la demi-plaque à l’origine du défaut d’afﬂeurement présente une déformée hors plan (ﬁgure
4.26c). L’allure de la réponse mesurée par L125 (ﬁgure 4.25a) s’apparente plus à une défor-
mation de ﬂexion qu’à du voilement.
La donnée des déplacements plans atteste d’un très mauvais bridage des déplacements
dans la direction ~y orthogonale à la soudure (ﬁgure 4.26b). Le bridage, bien qu’imparfait fut
mieux assuré dans la seconde direction~x (ﬁgure 4.26a). L’ensemble des plaques de verre fut
brisé rapidement.
Un examen après essai de la soudure à l’aide d’un microscope KAYENCEmonté sur l’es-
sai (photo 4.27a) révéla la présence de nombreuses imperfections au niveau du joint de
soudure, causant un affaiblissement de l’interface entre les deux demi-plaques. La photo
4.27b donne un exemple de ﬁssure s’amorçant à l’interface du joint de soudure et de la
plaque inférieure remontant ensuite dans le cordon de soudure.
(a)
FIGURE 4.27: SPE50D : Montage du Kayence (a), ﬁssure dans le joint de soudure ×50 (b)
Aucun contrôle des soudures n’ayant été réalisé au préalable de l’essai, nous ne pou-
vons pas certiﬁer que les ﬁssures soient apparues au cours du test. Une raideur diminuée
au niveau de la soudure peut expliquer la diminution du bridage en déplacement dans la
direction~y .
3.1.8 Synthèse
Parmi les essais réalisés, le voilement de la plaque chauffée a été observé dans son pre-
mier mode pour les spécimens SPE66, SPE83b, SPE83c et SPE83D. Le spécimen SPE50, n’a
pas ﬂambé mais le phénomène s’est amorcé et l’instabilité se serait sans doute déclarée si
la plaque avait pu être portée à plus haute température. Le spécimen SPE50D présente une
réponse difﬁcilement qualiﬁable de voilement suite à un mauvais bridage dans le sens or-
thogonal à la soudure pouvant être imputé à l’état du joint de soudure. Le spécimen SPE83a
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
Réalisation de la campagne expérimentale 177
présente un saut de déplacement pouvant correspondre à l’instabilité mais l’incapacité à
monter alors la plaque en température n’a pas permis de capter la réponse post-critique.
A l’exception des spécimens avec défaut, la consigne en température théorique désirée
n’a jamais pu être convenablement assurée avec le système de résistance souple. Seule la
lame d’air initiale des spécimens avec imperfection géométrique permet d’assurer la con-
signe (ﬁgure 4.20b). Ceci est rendu possible par l’isolation thermique de la tôle chauffée par
rapport au béton.
Au cours des essais, avant voilement, la température surfacique de la plaque chauffée est
moins élevée au centre de la plaque (P0) qu’au centre du tirant (PT). Ce phénomène s’ex-
plique par le puits thermique que réalise le connecteur et les résistances circulaires d’ap-
point placées à son niveau. En régime post-critique, la température ressentie en P0 aug-
mente brutalement jusqu’à dépasser éventuellement celle de PT selon l’amplitude du dé-
placement hors-plan (ﬁgure 4.22b). Ces observations révèlent que le champ de température
surfacique est fortement hétérogène au cours de chaque essai.
La durée des essais n’excédant jamais 40min, la température dans l’épaisseur du rem-
plissage béton reste faible (inférieure à 100◦C) grâce aux propriétés thermiques dumatériau
et à la résistance thermique procurée par l’interface plaque-béton, même en absence de
voilement.
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FIGURE 4.28:Détermination de la température critique à partir des données expérimentales
En présence de spécimen avec défaut, l’intégralité de la réponse a pu être suivie par les
capteurs de déplacement (ﬁgure 4.20a). En présence de plaques chauffées planes, la réponse
n’est pas continue, un saut de déplacement importantmarque la rupture entre deux régimes
stables et caractérise un état instable (ﬁgure 4.16a). Le défaut permet donc de régulariser la
réponse en déplacement. Par ailleurs, quel que soit l’état de surface de la plaque, l’allure de la
réponse en déplacement en régime post-critique correspond à la forme théorique dévelop-
pée au chapitre III : w =
√
ζ2∆T +ζ3. On peut alors obtenir la température critique déﬁnie
au sens théorique ∆Tcrit = −ζ2/ζ3 en réalisant une régression linéaire sur (∆T,w2) comme
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l’illustre la ﬁgure 4.28. La table 4.12 donne les valeurs de chaque grandeur ainsi que du coef-
ﬁcient de corrélation rval de la régression linéaire.
L’analyse des champs de déplacement obtenus via stéréo-corrélation a mis en valeur la
nature imparfaite des bridages en déplacements. L’acquisition par stéréo-corrélation ayant
été faite durant le refroidissement, il est possible de calculer le déplacement résiduel par
confrontation avec la valeur obtenue au centre par les LVDTs. La valeur donnée par le cap-
teur L0 peut être légèrement inférieure à l’amplitude réelle (erreur de positionnement du
capteur, voilement imparfaitement centré suite au gradient de déplacements plans non
nuls). La quantité wr/wmax calculée dans la table 4.12 constitue donc un majorant du poids
de la plasticité.
TABLE 4.12: Résultats expérimentaux - voilement thermique local
SPE50 SPE50D SPE66 SPE83(a) SPE83(b) SPE83(c) SPE83D
wmax (mm) 1.6 0.9 13.3 1.6 14.6 16.5 12.5
wr (mm) 0.4 0.2 3.7 − 4.2 − 2.2
wr
wmax
(%) 25 25 28 − 29 − 18
ux (mm) 0.4 0.15 0.4 − 0.4 − 0.4
uy (mm) 0.3 0.9 0.5 − 0.4 − 0.5
ζ2 (mm2 ◦C−1) − − 1.73 − 1.96 3.16 1.69
ζ3 (mm2) − − -164.67 − -176.9 -230.0 -187.0
rval − − 0.99 − 0.99 0.97 1.00
∆Tcrit (◦C) > 120 − 95 58 90 73 110
Les spécimens SPE33 et SPE45 n’ont pas été testés : compte tenu des résultats pour
SPE50, les voilements de SPE33 et SPE45 n’étaient pas supposés se produire étant donné
l’impossibilité à assurer la consigne en température.
Pour ﬁnir, le silicone utilisé pour ﬁxer les résistances chauffantes à la plaque entraîne des
difﬁcultés sanitaires qu’il est nécessaire dementionner. En effet, bien que sa température de
fonctionnement annoncée par le fournisseur soit de 230◦Cet sa température limite 300◦C, en
présence de températures supérieures à 150◦C, il se dégage des vapeurs de formaldéhydes.
La mise en garde ne ﬁgurant explicitement que sur le conditionnement du produit, nous
avons découvert l’origine des vapeurs tardivement.
3.2 Confrontation numérique-analytique-expérimentale
Le présent paragraphe confronte les résultats expérimentaux (EXP) avec les calculs
numériques cherchant à représenter les essais (FEM) et les solutions obtenues analytique-
ment (AB*) avec le modèle (3.41).
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3.2.1 Description desmodèles numériques
Les modèles numériques se basent, pour chaque spécimen, sur les hypothèses présen-
tées au chapitre II. L’ensemble des éléments constitutifs de l’essai est modélisé à l’aide d’élé-
ments hexaédriques, dont les dimensions varient de 5mmpour la tôle du spécimen exposée
au chargement, à 20mm pour l’âme du HEB. Le maillage du spécimen testé comprend les
deux tôles en acier, le tirant, le remplissage béton et l’élément d’interface (ﬁgure 4.29a). Le
maillage dubâti expérimental comprend l’isolantmodélisé à l’aide d’un comportement élas-
tique dont les caractéristiques sont données par la table 4.11, le mortier modélisé avec un
comportement de Mazars, les plats rainurés, cadre inférieur, vis et HEB modélisés à l’aide
d’un comportement élasto-plastique avec écrouissage isotrope.
Plaque chauffe´e
Be´ton Isolant
Plat rainure´
Mortier
Cadre
Vis
HEB
FIGURE 4.29:Maillage représentatif d’un essai de voilement thermique local
Pour limiter les coûts en calcul, des maillages incompatibles sont utilisés dans le béton
et à l’interface spécimen-isolant. La continuité des déplacements est alors assurée à l’aide
de relations cinématiques.
Le chargement thermique prend la forme d’un ﬂux imposé dont la puissance correspond
à celle de deux nappes de résistance SRFG1224/5 superposées. Une correction est apportée
au droit du connecteur pour tenir compte des SRFR10/10.
3.2.2 Description desmodèles analytiques
Pour chaque essai, deux modèles analytiques seront réalisés, basés sur les équations
(3.41a) à (3.41f).
Le premier modèle noté (ABP) correspond à une hypothèse de bridage parfait pour
lequel K Sx →∞ et K Sy →∞.
Le second modèle noté (ABI) tient compte des déplacements mesurés par stéréo-
corrélation et répertoriés dans la table 4.12. Dans ce dernier cas on retient f = σy , K Sx = 2 fux
et K Sy = 2 fuy où ux et uy sont les résultantes des déplacements plans dans chacune des deux
directions et le facteur 2 provient de la symétrie du système dans le problème analytique.
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
180 Vérification expérimentale du critère de voilement local
3.2.3 Régime post-critique
Le tracé des déplacements au centre de la plaque chauffée montre que le modèle
numérique (FEM) ne parvient pas à reproduire ﬁdèlement l’expérience (EXP) pour chacun
des spécimens étudiés (ﬁgure 4.30). L’hypothèse de bridage parfait ABP est invalide pour
l’ensemble des spécimens.
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FIGURE 4.30: Régimes post-critiques expérimentaux, numériques et analytiques : SPE50 (a),
SPE66 (b) SPE83b (c) et SPE83D (d)
En particulier, pour SPE83 et SPE83D (ﬁgures 4.30c et 4.30d), les réponses numériques
et analytiques avec hypothèses de bridage parfait correspondent pour une température cri-
tique de 41◦C. Dans les modèles numériques SPE83 et SPE83D, le ﬂux thermique permet
d’assurer la consigne en température contrairement à l’essai réel. Les solutions analytiques
dans lesquelles un déplacement aux bords de la plaque est autorisé présentent des com-
portements comparables à ceux observés au cours des essais (ﬁgures 4.30c et 4.30d).
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Dans le cas du spécimen SPE66 4.30b, la réponse numérique (FEM) est proche des
réponses analytique avec bridage imparfait (ABI) et expérimentale (EXP). La solution issue
du calcul analytique avec bridage parfait s’amorce plus tôt.
Enﬁn, dans le cas de SPE50 4.30a, les solutions analytique (ABI) et numérique (FEM) cor-
respondent tandis que les déplacements réellement observés sont plus faibles (EXP). L’élé-
ment n’ayant pas ﬂambé, les déplacements vont continuer de s’accroître, augmentant la
température critique. Les valeurs injectées dans lemodèle analytique avec bridage imparfait
(table 4.12) sont insufﬁsantes, bien qu’elles correspondent au cas numérique (ﬁgure 4.31a).
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FIGURE 4.31: SPE50D : Champs obtenus par éléments ﬁnis, déplacementux (a), température
(b)
La prise en compte de la nature imparfaite du bridage réalisé expérimentalement dans
la solution analytique permet une meilleure corrélation des réponses analytiques et expéri-
mentales (ﬁgure 4.30) en particulier pour les spécimens SPE66 (ﬁgure 4.30b) et SPE83 (ﬁgure
4.30c). Les écarts sont plus importants avec SPE83D (ﬁgure 4.30d), bien que l’allure glob-
ale corresponde. Cette observation, associée à la remarque sur la forme du comportement
expérimental en régime post-critique (ﬁgure 4.28) permet de valider le modèle développé.
L’incapacité à retrouver les bonnes valeurs de déplacements plans dans les modèles
numériques situe la difﬁculté dans les conditions limites entre éléments du bâti. On sup-
pose alors qu’il existe un jeu non nul de l’ordre de 0.3−0.6mm dans la structure.
La ﬁgure 4.31b obtenue numériquement, montre que la température du bâti n’excède
pas 65◦C. Les déplacements plans ne peuvent donc pas être induites par la propre dilatation
thermique du support. Le déplacement en résultant est d’un ordre inférieur à celui mesuré
par stéréo-corrélation. Le jeu pourrait ainsi provenir des plats rainurés qui ont plastiﬁé dès le
premier essai, la température critique mesurée alors (58◦C dans la ﬁgure 4.15a) étant la plus
proche des températures critiques obtenues expérimentalement du cas idéal. La réutilisa-
tion des plats ﬂéchis dans lesquels sont glissés les isolants droits constitue une explication à
l’origine du jeu.
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3.3 Perspectives d’amélioration
Bien que le voilement des spécimens élancés SPE66, SPE83 et SPE83D ait pu être con-
ﬁrmé expérimentalement et retrouvé à l’aide de la solution analytique, force est de constater
que le bridage des essais et la consigne thermique n’ont pas été sufﬁsants pour répondre aux
exigences formulées dans la partie 2.
Dans l’éventualité où cette campagne expérimentale serait reproduite et adaptée, nous
proposons quelques suggestions d’améliorations faisant suite à notre retour d’expérience.
Premièrement, le système de résistances chauffantes souples nous semble désormais in-
adapté au rôle que nous lui dédions. La puissance délivrée, limitée par la technologie, ne
convient pas pour chauffer des surfaces aussi importantes. La gaine siliconée et le silicone
utilisé pour la ﬁxation des résistances sont autant d’isolants thermiques réduisant leur efﬁ-
cacité.
La solution temporaire consistant à superposer deux couches d’éléments chauffants
n’est guère recommandable. Si elle nous a permis d’imposer des températures sufﬁsam-
ment élevées pour observer le ﬂambement des spécimens élancés, elle a été insufﬁsante en
présence de tôles plus épaisses et la cinématique thermique désirée n’a pas pu être obtenue.
Par ailleurs, les résistances chauffantes fonctionnent à pleine puissance ce qui est suscepti-
ble d’entraîner leur dégradation, causée notamment par l’apparition de points chauds.
Nous proposons de recourir à un système de chauffage différent. A cet égard, une solu-
tion inductive constituerait une alternative.Un inducteur adapté devrait toutefois être conçu
amovible pour permettre l’acquisition par stéréo-corrélation lors du refroidissement.
Nous avons également signalé, dans le paragraphe 3.1.8, la formation de vapeurs tox-
iques causées par l’échauffement du silicone utilisé pour la ﬁxation des résistances chauf-
fantes. Si en dépit de la remarque précédente, le système de résistances souples est main-
tenu, il conviendra de veiller à la formulation du produit de scellement utilisé et de prendre
les dispositions de sécurité nécessaires.
Selon notre hypothèse, la nature imparfaite du bridage résulterait de la ﬂexion des plats
métalliques plastiﬁés qui accueillent l’isolant. Une solution pour supprimer ce jeu réside en
l’élimination des plats métalliques du montage. Des plaques de résines thermodurcissables
procurent une raideur et une résistance sufﬁsante comme en témoigne leur intégrité à l’issu
des différents essais. A l’origine les plats métalliques avaient été prévus comme sécurité en
cas de ruine de l’isolant.
Pour ﬁnir, pendant certains essais (notamment SPE83c), les vis M10 utilisées pour as-
surer le contact entre le spécimen testé et le bâti ont ﬂambé. Il conviendrait de prévoir des
vis au diamètre plus importants (M12) pour prévenir le phénomène susceptible de générer
des mouvements parasites.
Conclusion partielle
L’étude dimensionnelle réalisée dans la partie 1 a démontré qu’en cas de change-
ment d’échelle, une maquette s’avérait incapable de reproduire le comportement thermo-
mécanique réel d’une structure deGénie Civil. Toutefois, les propriétés thermiques de l’acier
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assurent l’isothermie de la plaque en acier exposée au chargement thermique. L’analyse di-
mensionnelle stipule alors que les efforts membranaires sont conservés avec l’homothétie
si bien que les températures critiques de la maquette et du système réel sont identiques.
Par ailleurs, le déplacement hors-plan entre la structure et sa maquette varie du rapport de
la transformation. Il en résulte que pour un même élancement, le phénomène est d’autant
plus important et observable que les dimensions sont importantes.
Les contraintes matérielles ont ﬁxé les dimensions maximales des spécimens testés à
635mm. Différents élancements : 33, 45, 50, 66 et 83 sont prévus pour l’étude du domaine de
voilement. Deux spécimens présentant un défaut d’afﬂeurement sont également conçus.
Les dimensions ainsi déﬁnies sont à l’origine de contraintes qui nécessitent la concep-
tion d’un support expérimental original, validé sur la base de simulations numériques. Aﬁn
de brider les déplacements de l’ordre de 0.5mm et de reprendre des efforts membranaires
de l’ordre de 2MN/m, le bâti est constitué de plats et d’un cadre HEB en acier. Ces éléments
métalliques sont d’abord isolés thermiquement du spécimen testé à l’aide de verre trempé.
Suite à la ruine du verre au cours des essais, ce dernier est remplacé par la résine thermod-
urcissable KV® 3eco. Le conﬁnement de la structure est ﬁnalement assuré par un mortier à
retrait compensé.
A l’aide de mesures des déplacements ponctuels par LVDT et par stéréo-corrélation, le
voilement des spécimens SPE66, SPE83 et SPE83D a été conﬁrmé. Les spécimens SPE50 et
SPE50D n’ont pas ﬂambé comme espéré, mais le système chauffant par résistance souple
n’avait pas sufﬁ à assurer la consigne thermique désirée.
Les réponses en déplacement des spécimens voilés se sont révélées être en retard par
rapport au cas théorique avec bridage parfait. La reproductiondes essais par le biais de simu-
lations numériques n’a pas permis de retrouver le comportement expérimental de façon sat-
isfaisante. Étant donnée l’hypothèse de déplacements continus réalisée dans les simulations
et les déplacements plans non nuls mesurés au cours des essais, on soupçonne l’existence
d’un jeu parasite entre les divers constituants du bâti. En particulier, les plats accueillant les
isolants présentent dès l’issue du premier test une déformation de ﬂexion susceptible d’être
à l’origine du problème.
Au contraire des simulations numériques, l’utilisation de la solution analytique dévelop-
pée au chapitre III reproduit plus ﬁdèlement les résultats expérimentaux, à condition d’in-
troduire les déplacements mesurés aux conditions limites. Ce dernier point permet de
valider les développements du chapitre III.
Enﬁn, des suggestions d’améliorations ont été proposées pour la reproduction de cette
campagne. Notamment on privilégie un changement du système de chauffage au proﬁt
d’une solution inductive et la disparition des plats en acier au proﬁt de plaques de résine.
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Conclusion
A l’issu du chapitre I, nos recherches se sont orientées vers la compréhension et la
prévention du phénomène de voilement thermique, très peu abordé dans la littérature. Nous
proposons ici une synthèse des résultats principaux de notre recherche ainsi que des per-
spectives qui découlent des interrogations toujours en suspens.
Résultats principaux
Dans le chapitre II, nous avons montré qu’à cause des relations de contact cinématiques
qu’implique la présence des interfaces acier-béton, le problème de voilement thermique
ne peut être résolu par le biais d’analyses de stabilité conventionnelles. Nous avons alors
construit un modèle non linéaire dans lequel nous avons souligné l’utilisation d’artefacts
numériques (recherche linéaire, introduction d’une perturbation sur le maillage) aﬁn de
nous affranchir des difﬁcultés de convergences liées au caractère instable du phénomène
traité.
Nous avons alors justiﬁé la nature des lois de comportements utilisées en nous basant
sur des résultats issus de la littérature, en particulier des phénoménologies à considérer à
haute température. Le traitement des interfaces a fait l’objet d’une attention particulière. On
a préféré, pour des raisons de stabilité et coûts numériques, l’utilisation de lois de comporte-
ment cohésives aux algorithmes de contact.
Enﬁn, nous avons opté pour un schéma de couplage synchrone décalé. Ce dernier, tel
que nous l’avons déﬁni, provoque un retard du sous-système thermique par rapport au sous-
systèmemécanique, ce qui engendre des erreurs numériques. Aﬁn demaîtriser ces dernières
dans nos simulations, nous avons proposé uneméthode de prédiction-correction de l’erreur
en température. Pour se faire, nous avons exploité les développements en série de Taylor et
entière de la température.
Les modèles ainsi construits ont été appliqués à l’échelle de la maille élémentaire des
SCs, pour qualiﬁer le phénomène de voilement local. Nous avons donc mené une étude de
criblage grâce à la méthode des plans d’expériences. Cette étude paramétrique a révélé la
prépondérance de la température, des conditions limites et de l’élancement de l’élément SC
dans son comportement au voilement. Au contraire, des paramètres tels que les propriétés
du béton, des connecteurs et la nature des échanges thermiques à l’interface acier-béton
n’ont pas paru être signiﬁcatifs à ce niveau d’étude du voilement.
Une analyse de stabilité complémentaire a mis en valeur l’inﬂuence d’un défaut initial, à
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l’origine d’une déformée de ﬂexion, résultant de l’ampliﬁcation de cette imperfection avec
la température.
Par ailleurs, l’analyse du couplage plasticité-ﬂambement amis en valeur trois régimes de
fonctionnement. Le régime pré-critique (i) correspond à la branche stable du phénomène.
Au delà de la température critique, on assiste à l’ampliﬁcation brutale de la réponse en dé-
placement hors-plan avec la température, caractéristique du régime post-critique instable
(ii). Lorsque le seuil de plastiﬁcation est atteint avant la température critique, on assiste à une
ampliﬁcation linéaire du déplacement correspondant à un régime de ﬂexion intermédiaire
(iii). Ce dernier est notamment causé par la formation de rotules plastiques aux bords de la
maille élémentaire. On distinguera au ﬁnal les régimes de fonctionnement stable, voilement
plastique et voilement élastique. Enﬁn, une évaluation à partir des résultats numériques du
poids de la plasticité estime cette dernière à environ 20%de la réponse calculée dans le cadre
des hypothèses du chapitre II.
Par conséquent, le modèle analytique que nous avons développé en résolvant le prob-
lème de Föpple - von Kármán transposé au cadre de la thermoélasticité intègre la raideur
des conditions limites, un défaut initial
(
w et propose trois régimes de fonctionnement :
— En régime pré-critique, la solution est de la forme w = ζ2ξ, proportionnelle à l’ampli-
tude de l’imperfection
(
w . Elle caractérise l’ampliﬁcation de cette dernière en ﬂexion.
— En régime post-critique, la solution est de la forme w =
√
ζ2∆T +ζ3, éventuellement
pondérée d’un coefﬁcient 1/1.2 en présence de plasticité. On déﬁnit alors la tempéra-
ture critique comme∆Tcr i t =−ζ3/ζ2, déterminant le domaine de déﬁnition de la fonc-
tion w .
— Un régime intermédiaire basé sur le calcul du seuil en plasticité ∆Tpl =
min
(
∆T lpl ,∆T
g
pl
)
. La solution raccordée est réalisée par une fonction linéaire.
L’étude de la solution analytique a permis de construire le domaine de fonctionnement
décrit par la ﬁgure 3.21 des éléments SCs dans l’hypothèse d’un bridage parfait des déplace-
ments plans. Nous avons également démontré le caractère conservatif (au sens de la sécu-
rité) des hypothèses simpliﬁcatrices suivantes : voilement dans le premier mode, plaque en
acier isotherme, bridage parfait aux bords. Ces simpliﬁcations ont abouti à la proposition
d’une méthode aux expressions simpliﬁées permettant à l’ingénieur de vériﬁer le risque de
voilement thermique.
L’illustration de cette méthode par un exemple à l’échelle du voile, appuyé d’une étude
numérique, a montré que la maille élémentaire à considérer dans la conception s’appuie en
réalité sur la diagonale des connecteurs. La dimension à prendre en compte dans laméthode
proposée au paragraphe 3.3.1 du chapitre III est alors s =
√
s2x + s2y . Des études supplémen-
taires devront être réalisées aﬁn de déterminer le coefﬁcient ̟M correspondant aux nou-
velles conditions limites.
L’analyse dimensionnelle réalisée en appui à l’élaboration de la campagne expérimentale
décrite au chapitre IV a révélé que la température critique était invariable par changement
d’échelle. Au contraire, le déplacement hors plan varie du même rapport que celui de l’ho-
mothétie réalisée.
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Nous avons ensuite proposé un procédé expérimental original dont l’objectif était d’as-
surer un bridage parfait des déplacements aﬁn de provoquer le voilement par conﬁnement
passif de la structure dilatée. Bien que l’objectif ne soit atteint que partiellement comme
l’attestent les mesures de champs de déplacements plans par stéréo-corrélation, le voile-
ment des spécimens d’élancement 66 et 83 a pu être observé. Un changement de variable
w −→ w2 a permis de conﬁrmer la forme des réponses en régime post-critique comme des
fonctions en
√
ζ2 ∆T +ζ3 ce qui est conforme à la théorie développée au chapitre III. Par
ailleurs, le calcul des déplacements résiduels a permis de retrouver des majorants du poids
de la plasticité de 20 à 30% de la réponse, ce qui correspond aux prévisions numériques.
Enﬁn, la prise en compte des déplacements plans mesurés par stéréo-corrélation au
cours des essais dans le modèle analytique a permis à ce dernier d’approcher convenable-
ment les résultats expérimentaux. Ce dernier point a validé les développements réalisés.
Perspectives
L’analyse des champs de déplacements au cours des essais montre qu’un bridage parfait
aux bords de la structure réelle est très difﬁcile à réaliser. Par conséquent un tel bridage a
peu de risques de se produire pour une structure réelle. La méthode proposée au chapitre
III, §3.3.1 repose alors sur une hypothèse simpliﬁcatrice trop sécuritaire aboutissant à un
surdimensionnement de la structure.
Il conviendra de s’intéresser plus spéciﬁquement à la valorisation des connecteurs et des
connexions. L’utilisation, à cette ﬁn, de l’outil numérique devrait permettre l’obtention de
courbes forces-déplacements génériques. Injecter ces données dans le modèle analytique
en augmenterait la précision pour une conception optimisée.
La prise en compte des effets mémoires, états initialement dégradés suite à un charge-
ment préalable au voilement thermique, constitue un axe de développement supplémen-
taire et d’amélioration de la prédiction analytique.
A l’échelle structurelle, la prise en compte d’efforts mécaniques en plus du chargement
thermique devrait faire l’objet de traitements plus développés que nous ne l’avons fait au
cours de notre étude. Les suggestions que nous avons pu mentionner au cours du para-
graphe III, 3.1.2 pourront constituer une base d’étude. Par ailleurs, l’extension du modèle
à la structure pourra être développée suivant les trois axes présentés au chapitre III, §3.3.2 :
choix d’un volume élémentaire réduit (VER) plus représentatif s’appuyant sur la diagonale
(i), projection des efforts issues du bridage de la dilatation thermique sur cette même diago-
nale pour retrouver un état de compression biaxiale (ii) et recalage du coefﬁcient̟M (iii).
Ensuite, le traitement du couplage plasticité-ﬂambement tel que nous l’avons proposé
constitue une des limites à la représentativité de notre modèle. Ce point pourrait sans doute
être amélioré en optant pour une formulation en vitesse de déformation.
Concernant la problématique plus large du comportement des éléments modulaires en
présence de températures élevées, le caractère novateur de la technologie offre une grande
liberté de recherches. En particulier, l’inﬂuence de ces températures sur la capacité porteuse
de la structure demeure méconnue. Aﬁn d’apporter des éléments de réponse, EDF a conçu
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une campagne expérimentale en partenariat avec l’université de Karlsruhe, intégrée au pro-
jet SCIENCE. A cette occasion, il sera nécessaire de se pencher plus ﬁnement que nous ne
l’avons fait sur la problématique des transferts thermiques aux interfaces.
Un algorithme de contact thermique pourra être développé sur la base des études issues
de la littérature que nous avons présentées au chapitre II. Par ailleurs, en régime stationnaire
aux hautes températures, le béton peut atteindre des températures supérieures à 100◦C. La
problématique du couplage thermo-hydro-mécanique en milieu conﬁné constitue alors un
nouveau verrou scientiﬁque à lever, non évoqué dans notre travail de recherche.
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Annexe A
Résultats de l’analyse de stabilité
Introduction
Cette première annexe donne les résultats obtenus en réalisant une étude de ﬂambe-
ment à l’aide d’une analyse de sensibilité décrite au chapitre II section 1.1.2. Dans la suite, le
déplacement considéré est le déplacement hors plan (w), porté par la normale à la plaque.
Nous nous intéresserons tout particulièrement au déplacement de la plaque en acier ex-
posée au chargement. Le déplacement est qualiﬁé de positif (w > 0) lorsqu’il est porté par la
normale sortante à l’élément SC. Un déplacement négatif (w < 0) correspond à une pénétra-
tion non physique de la plaque en acier dans le béton de remplissage.
1 Échelle de la structure
L’étude est menée au niveau global dans un premier temps : une portion de voile en
élément composite est modélisée. L’espacement retenu des connecteurs est constant dans
les deux directions : sx = sy = 200mm.
Pour la ﬁgure A.1 les zones foncées correspondent à un déplacement négatif, les zones
claires à un déplacement positif tandis que les points matérialisent la position des con-
necteurs. L’exemple illustre les oscillations de la plaque comprimée dues à la violation des
conditions de contact unilatéral induites par la présence du béton.
Toutefois, pour un espacement constant des connecteurs dans les deux directions, les
différents modes de ﬂambement tendent à correspondre au premier mode local, orienté
positivement ou négativement, d’unemaille élémentaire de SC (ﬁgure A.2a). À partir de cette
considération, la ﬁgure A.1 montre que les mailles élémentaires constituées d’un élément
entre quatre connecteurs ﬂambent au voisinage des bords où sont exercés les efforts. Avec
l’accroissement de la contrainte, le ﬂambement se propage des bords vers le centre. On peut
s’attendre à un comportement similaire en thermique, où le ﬂambement se produira à prox-
imité des zones de raideurs les plus importantes (connexions avec d’autres éléments, encas-
trements...)
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(a)Mode 1 (b)Mode 2
(c)Mode 3 (d)Mode 4
(e)Mode 5 (f)Mode 6
FIGURE A.1:Modes de ﬂambement normalisés pour un voile SC sollicité en bi-compression
issus de l’analyse de stabilité (×0.1)
2 Échelle de lamaille élémentaire
(a)Mode 1 (b)Mode 2 (c)Mode 3
(d)Mode 4 (e)Mode 5 (f)Mode 6
FIGURE A.2:Modes de ﬂambement normalisés pour une maille élémentaire SC sollicitée en
bi-compression issus de l’analyse de stabilité (×0.05)
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L’étude est menée au niveau local pour un élément entre quatre connecteurs (ici de type
traversant) et dont les dimensions sont identiques à celle du modèle global précédent : sx =
sy = 200mm.
Les zones foncées de la ﬁgure A.2 correspondent à un déplacement négatif, les zones
claires à un déplacement positif. Les oscillations non physiques sont également présentes
au niveau local mais pour des modes de ﬂambement d’ordre supérieur à 1. Des correspon-
dances entre les modes 3 et 4 ainsi qu’entre les modes 5 et 6 sont observables et dues à la
symétrie du système.
Conclusion
Les résultats combinés des analyses de stabilité aux niveaux global et local apportent
plusieurs réponses : elles conﬁrment d’abord que la méthode n’est pas adaptée au système
étudié suite à la violation des conditions de contact, se traduisant par des oscillations non
physiques (i). Il est nécessaire d’opter pour des analyses numériques réalisées à l’aide d’ap-
proches continues présentées au chapitre II section 1.2. Cependant les ﬁgure A.1 et ﬁgure A.2
suggèrent que les modes de ﬂambement d’un voile SC se décomposent en un assemblage
géométrique du premier mode local obtenu à l’échelle de la maille élémentaire (ii). Ces
modes élémentaires se concentrant à proximité des régions les plus fortement contraintes
avant de se propager (iii).
Suite à ces constats, les études se concentreront dans un premier temps sur la carac-
térisation du premier mode élémentaire. L’objectif sera de déduire d’études numériques des
critères analytiques visant à prévenir l’apparition des modes de ﬂambement locaux.
Enﬁn, le premier mode local obtenu (ﬁgure A.2a) servira de référence lors de l’introduc-
tion d’imperfections dans les simulations numériques et lors de la constitution d’hypothèses
pour le développement des solutions analytiques.
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
192 Résultats de l’analyse de stabilité
Instabilités locales de structures composites acier-béton aux températures élevées
Annexe B
Étude comparative des lois béton
implémentées dans Code_Aster
Introduction
Cette annexe présente les études, en amont des simulations, qui ont été réalisées aﬁn de
justiﬁer de l’emploi du modèle de Mazars pour modéliser le comportement du béton. Nous
effectuerons une revue succincte des différentes lois de comportements implémentées dans
Code_Aster. Nous comparerons ensuite ces lois entre elles aﬁnde saisir les phénoménologies
qu’elles permettent de reproduire. Pour ﬁnir, nous présenterons les résultats de l’identiﬁca-
tion menée sur la loi de Mazars à hautes températures.
1 Comportements endommageables de Code_ Aster
Cette partie propose une revue des différents comportements implémentés dans
Code_Aster 1 permettant de modéliser le béton avec des éléments hexaédriques.
1.1 Lois endo_scalaire et endo_carré
Ces deux lois sont construites à partir dumême potentiel. Elles permettent de modéliser
le comportement élastique fragile en version non locale aﬁn d’assurer un comportement
régulier, au moins dans le cas unidimensionnel. La version locale existe sous la dénomina-
tion endo_fragile. Les paramètres des lois ont été choisis de façon à éviter les problèmes de
snap-back dans la réponse force-déplacement et à assurer un allongement ﬁnie des barres
1D lors de la rupture. La loi est formulée à partir d’un potentiel d’énergie libre et d’un po-
tentiel de dissipation permettant de déﬁnir l’évolution des variables internes en s’appuyant
sur une règle d’écoulement. Une seule variable interne est utilisée pour décrire l’endom-
magement de la structure. Le problème se rapporte alors à un problème variationnel sous
1. version stable 11, année 2015
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contrainte d’endommagement croissant. Soit la densité d’énergie libre :
ρ ψ(ε,D)=A(D) 1
2
ε : E : ε+ω(D)+ c l 2(∇D)2 (B.1)
Où A(D) est la fonction de rigidité telle que A(D = 0) = 1 et A(D = 1) = 0. Dans le cas de la
loi endo_scalaire A(D) =
(
1−D
1+γD
)2
, pour endo_carre : A(D) = (1−D)2 . w(D) est l’énergie de
dissipation prise égale à (k D) et c, le paramètre de non localité. γ et k sont des paramètres
matériaux à identiﬁer.
les lois d’état donnent l’expression du tenseur des contraintes σ= ρ ∂ψ∂ε =A(D) E : ε et de
la force motrice de l’endommagement Y = ρ ∂ψ
∂D = 12 A,D(D) ε : E : ε−w,D(D)+ c ∆D Dans le
cas de la loi endo_carré, en compression, seule la partie associée au déviateur est corrigée. Il
vient avec λL et µL coefﬁcients de Lamé etH la fonction de Heaviside :
σ= (1−D)2
(
(λL +
2µL
3
) · tr εH(tr ε) 1+2µLε′
)
+ (λL +
2µL
3
) · tr εH tr (−ε) 1 (B.2)
1.2 Loi de comportement endo_isot_beton
La loi de comportement endo_isot_beton cherche à modéliser le plus simplement possi-
ble un comportement de béton élastique fragile. Cette loi se rapproche de la loi endo_fragile
en l’étendant aux applications de Génie Civil. Le matériau est considéré isotrope tenant
compte d’une variable d’endommagement. Les comportements en traction et en compres-
sion sont distingués : une reprise de raideur se produit lors d’un retour en compression suite
à une sollicitation de traction. Il convient de remarquer que cette loi vise à décrire la rupture
du béton en traction. Elle n’est pas adaptée à la description du comportement non linéaire
du béton comprimé, comme le précise l’auteur du document. Il faut donc veiller à ce que le
béton reste dans un étatmodéré de compression. Telle que nous l’exprimons dans la suite, la
loi est formulée dans sa version locale. Une délocalisation peut être réalisée en introduisant
une régularisation en gradient de déformations.
Le potentiel choisi, dont la formule découle, correspond à l’énergie libre exprimée dans
un repère propre de déformations.
ρψ= λL
2
tr ε+µL
∑
I
ε2I (B.3)
Le signe de trε déﬁnit la nature de la déformation volumique (traction, compression) de
même le signe de εI donne la nature de la déformation dans chaque direction principale.
Une seule variable interne D est utilisée pour décrire l’endommagement de la structure en
traction. Dans le cas de la compression, aucune correction n’est apportée. Enﬁn, une fonc-
tion indicatrice du domaine admissible de D est introduite pour majorer la variable d’en-
dommagement D≤ 1 :
I[−∞;1](D)=
{
1 si x ≤ 1
0 sinon
(B.4)
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Et il vient :
ρψe(ǫ,D)= λL
2
tr2 ε
(
H(−tr ε)+ 1−D
1−γDH(tr ε)
)
+µL
∑
I
ε2I
(
H(−εI )+ 1−D
1−γDH(εI )
)
+I[−∞;1](D) (B.5)
On en déduit σi i = λL trε
(
H(−trε)+ 1−D1−γDH(trε)
)
+ 2µLεi i
(
H(−εi i )+ 1−D1−γDH(εi i )
)
et Y =
−ρ ∂ψ
e
∂D =
1+γ
(1+γ·D)2
[
λ
2 tr
2εH(trε)+µ∑I ε2I H(εI )]. La fonction critère est donnée par f (Y ) =
Y (ε,D)−Y0 où Y0 déﬁnit le seuil d’endommagement donné par Y0 = k0 − k1 trε H (−trε).
Où k0 et k1 sont des coefﬁcients respectivement fonctions de la résistance en traction et en
compression. Il vient enﬁn :
f (Y )≤ 0 et
{
D˙= 0 pour f < 0
D˙≥ 0 pour f = 0 (B.6)
Le calcul de l’endommagement au pas n se fait comme suit : on calcule un endommagement
de référence tel que Y (ǫ,Dtest)−κ = 0 (i). Par la suite, si Dtest ≤ Dn−1 alors Dn = Dn−1(ii). Si
Dtest ≥Dn−1 alors Dn =Dtest (iii). Enﬁn si Dtest ≥ 1 alors Dn = 1 (iv).
1.3 Loi de comportement Mazars
Ce comportement fait l’objet d’une description dans le corps de la thèse (chapitre II sec-
tion 2.2.1) qui n’est pas reprise ici. Toutefois, on notera que le modèle implémenté dans
Code_Aster n’est pas le modèle d’origine mais une évolution présentant deux modiﬁca-
tions majeures : l’amélioration du comportement en bi-compression (i) et la simpliﬁcation
et l’amélioration du comportement en cisaillement (ii). Ces objectifs sont atteints en cor-
rigeant la déformation équivalente lorsqu’au moins une contrainte principale est négative,
à l’aide d’une variable γ telle que :
(εeqMaz)
corr = γ
√∑
I
〈εI 〉2+ avec γ=

−
p∑
I 〈εI 〉2−p∑
I 〈εI 〉−
si ∃ I ∈ {1,2,3} tel que σI < 0
1 sinon
(B.7)
1.4 Loi endo_orth_beton
Généralement, le béton est modélisé comme un matériau isotrope en justiﬁant que les
micro-ﬁssures n’ont pas de directions privilégiées. Tant que le béton est sollicité dans sondo-
maine élastique, il conserve ce caractère isotrope, cependant dès lors que s’amorce la ﬁssur-
ation mésoscopique, les microﬁssures vont se développer dans des directions particulières,
orthogonales aux directions de plus grande traction ou compression. Le modèle de com-
portement anisotrope implémenté dans Code_Aster souhaite introduire une orthotropie à
l’aide d’un tenseur symétrique d’ordre deux représentant les effets de l’endommagement.
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Le caractère irréversible de l’endommagement est assuré en imposant une condition sur les
valeurs propres qui doivent être croissantes et bornées.
Soit la loi de l’élasticité écrite dans une base de vecteurs propres, il vient :
ρ ψe = λL
2
tr2ε+µL ε : ε (B.8)
L’effet unilatéral (voir chapitre II) est introduit en décomposant les déformations en leurs
parties positives et négatives. L’énergie libre (B.8) peut alors s’écrire :
ρ ψe = λL
2
[
〈tr2ε〉+〈−tr2ε〉
]
+µL
[
〈ε : ε〉++〈ε : ε〉−
]
(B.9)
Deux variables d’endommagement sont introduites : Dtr : tenseur d’ordre deux relatif à l’en-
dommagement créé en traction (i). Dcp : scalaire relatif à l’endommagement créé en com-
pression (ii). Le choix d’une variable scalaire pour l’endommagement de compression s’ex-
plique par le fait que lorsqu’un échantillon est comprimé, des ﬁssures apparaissent égale-
ment dans les plans orthogonaux aux directions principales non sollicitées. Lors d’une sol-
licitation dans une direction, la raideur diminue dans les trois directions principales. Sans
toutefois consister en un comportement isotrope, cette tendance révèle une anisotropie
moins forte qu’en traction. Modéliser un endommagement isotrope en compression per-
met de simpliﬁer le modèle. La variable représentant l’intégrité du matériau en traction est
notée B = 1−Dtr. Enﬁn, il faut prendre soin de majorer les variables d’endommagements
par 1. Pour cela, deux fonction indicatrices du domaine admissible sont introduites dans
l’expression de l’énergie libre. L’équation (B.9) devient :
ρ ψe(ε,B ,Dcp)= λL
2
·
[
〈tr2(B ·ε)〉+ (1−Dcp)2 ·〈−tr2ε〉
]
+µL
[
1
4
〈(B ·ε+ε ·B) : (B ·ε+ε ·B)〉++ (1−Dcp)2 ·〈ε : ε〉−
]
+I[0;∞](min
I
BI )+I[−∞;1](Dcp) (B.10)
Enﬁn, une énergie bloquée est introduite pour pouvoir mieux contrôler l’évolution de l’en-
dommagement en fonction du chargement. Ce terme qui ne dépend que de l’endommage-
ment, n’a aucune incidence sur la contrainte calculée mais ajoute un terme à l’équation des
forces thermodynamiques associées aux endommagements. Cette énergie notéeψb(B ,D
cp)
doit être nulle lorsque lematériau est sain.ρψb(B ,D
cp)= γb
2
Dtr : Dtr+γd (Dcp)2. On endéduit
les expressions de la contrainte σ(ε,B ,Dcp) = ρ ∂ψ
∂ε
= λL
[
〈tr(B ·ε)〉B + (1−Dcp)2〈−tr2ε〉 ·1
]
+
µL
[
1
2
(
〈B ·ε+ε ·B〉+ ·B +B ·〈B ·ε+ε ·B〉+
)
+2(1−Dcp)2〈ε〉−
]
et des taux de restitution d’én-
ergie en traction et compression Y tr(ε,B)=−ρ ∂ψ
∂B =−λL 〈tr(B ·ε)〉+ ·ε−
µL
2
[
〈B ·ε+ε ·B〉+ ·ε+
ε ·〈B ·ε+ε ·B〉+
]
+γB (1−B) et Y cp(ε,Dcp)=−ρ ∂ψ∂Dcp =λL (1−Dcp) 〈−tr2ε〉−+2µL (1−Dcp)〈ε :
ε〉−− 2 γd Dcp. Chaque force thermodynamique est constituée de deux parties, dont l’une
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dérive du potentiel élastique et dépend de la déformation. Tandis que l’autre dérive de l’én-
ergie bloquée et va jouer le rôle d’un écrouissage.
Un critère unique permet de coupler l’évolution des deux variables d’endommagement.
f (Y tr,Y cp)=
√
α‖〈Y tr〉−‖2+ (1−α) 〈Y cp〉2−κ(ε) (B.11)
Seules les parties négative de Y tr et positive de Y cp interviennent aﬁn d’imposer la crois-
sance de l’endommagement.κ(ε) est un seuil dépendant de l’état de déformation tel que
κ(ε)= k0−k1(〈−trε〉) arctan
( 〈−trε〉
k2
)
. L’évolution des variables d’endommagement est ﬁnale-
ment déterminée par les conditions de Kuhn-Tucker.
1.5 Loi beton_double_dp
Le modèle est une loi de comportement non linéaire pour le béton qui s’appuie sur la
théorie de la plasticité. Le modèle est basé sur le domaine de réversibilité des contraintes
délimité par un double critère de type Drücker-Prager. L’écoulement plastique est régit par
une règle de normalité, la formulation des écrouissages est isotrope.
Dans l’espace des contraintes principales, le domaine de réversibilité prend l’allure d’un
cône dont l’axe est la trissectrice d’équation σ1 =σ2 =σ3. La fonction critère est déﬁnie par
f (σ,A) ≤ 0 où A représente les forces thermodynamiques associées aux variables internes.
Soit φ la part élastique en compression. Dans le cas particulier de ce modèle, deux critères
sont déﬁnis, un pour la traction et un pour la compression. Par ailleurs, deux cas sont distin-
gués selon que le point est régulier : f cp(σ,Acp)=
p
2
3b σ
eq+ abσH −φσ
cp
bk+ Acp et f tr(σ,Atr)=p
2
3d σ
eq + cdσH −σtrbk + Atr ou qu’il s’agit d’un sommet : f
cp
H (σ,A
cp) = abσH −φ ·σ
cp
bk + Acp et
f trH (σ,A
tr)= cdσH − ·σtrbk+ Atr
Choix des coefficients Les coefﬁcients a,b,c,d sont obtenus en écrivant l’égalité des
critères en traction et compression à leur intersection. Les relations obtenues sont données
dans la table B.1. Dans laquelle α est le rapport entre limite de rupture en traction et com-
pression et β le rapport entre limite de rupture en bi - compression et compression simple.
TABLE B.1: Relation entre les coefﬁcients de la loi beton_double_dp
Numéro de condition État de contrainte Critère atteint Relation obtenue
1 Compression simple Compression a+3b =
p
2
2 Bi compression Compression 2a+ 3
β
b =
p
2
3 Traction Traction −c+3d =
p
2
4 Compression simple Traction c+3αd =
p
2
Deux variables internes d’écrouissages isotropes sont déﬁnies dans cemodèle : Rcp et Rtr
(respectivement en compression et en traction). Leurs forces thermodynamiques associées
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s’expriment par :
Acp = φσcpbk−σ
cp
bk(Rcp)
Atr = σtrbk−σtrbk(Rtr)
(B.12)
Oùσcpbk(Rcp) (resp.σ
tr
bk(Rtr)) désigne la valeur de la résistance en compression (resp. traction).
L’évolution des variables internes est ensuite obtenue classiquement à partir des conditions
de cohérence et de normalité.
2 Caractérisation des Lois bétons de Code_Aster
Dans cette partie, nous essaierons de reproduire numériquement certains essais élé-
mentaires aﬁn de caractériser les différentes lois dont nous avons énoncé les formulations
précédemment.
2.1 Identification des paramètres à température ambiante
Aﬁn de procéder à l’identiﬁcation des paramètres matériaux, des essais unidimension-
nels de traction et compression sont nécessaires. S’il est possible d’obtenir des résultats d’es-
sais de compression [Schneider, 1988,Chang et al., 2006], pilotés en déplacement et réalisés
à différentes températures, il est plus difﬁcile d’acquérir des résultats exploitables en traction
directe. [Nechnech, 2000] cite les travaux de [Felicetti et Gambarova, 1999] qui proposent
des résultats exploitables en tractionmais correspondant à des bétons hautes performances.
TABLE B.2:Nature des paramètres matériaux des modèles bétons de Code_Aster
endo_scalaire endo_carre endo_isot_beton
P1 σtrbk rés. traction (MPa)
P2 G f énergie de Grifﬁth (N/m) σ
cp
bk rés. compression (MPa)
P3 d longueur caracteristique (m) p pente en traction
beton_double_dp mazars endo_orth_beton
P1 σtrbk (MPa) εd0 seuil endo. k0 para. seuil endo. (MPa)
P2 σcpbk (MPa) A
tr para. mat. k1 para. seuil endo. (MPa)
P3 G tr énergie trac. (MJ/m3) B tr para. mat. k2 para. seuil endo. (MPa)
P4 Gcp énergie comp. (MJ/m3) Acp para. mat. γtr énergie trac. (MJ/m3)
P5 φ part elasticité en comp. Bcp para. mat. γcp énergie comp. (MJ/m3)
P6 C cp rapport de biaxialité K para. mat. ζ para. couplage trac.-comp.
Nous étudierons le comportement sur l’essai de traction uniaxiale puis sur l’essai de
compression en distinguant les régimes linéaire et adoucissant. La table B.2 donne les
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paramètres de chaque loi ainsi que leur description et leur unité tandis que la table B.3 donne
les valeurs de chaque paramètre après identiﬁcation.
TABLE B.3: Valeurs des paramètres matériaux retenus après identiﬁcation
E ν P1 P2 P3 P4 P5 P6
endo_scalaire
(trac.)
20167 0.17 3.21 110.35 0.08
endo_scalaire
(comp.)
20167 0.17 32.18 1103.55 0.008
endo_carre (trac.) 20115 0.17 3.68
endo_carre (comp.) 20115 0.17 35.04
endo_isot_beton 20167 0.17 3.21 31.71 -2754.58
beton_double_dp 20066 0.17 3.39 34.99 0.0027 0.098 92.85 1.14
mazars 20070 0.17 0.00016 0.63 6177.3 3.57 2268.5 0.7
endo_orth_beton 20167 0.17 0.0002 10.16 0.00001 0.0043 0.0001 0.92
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FIGURE B.1: Lois de comportements implémentés en compression (a) et traction (b)
À partir de la ﬁgure B.1, on remarque que la loi endo_isot_beton présente une réponse
en compression complètement élastique au delà d’un certain seuil de contraintes subies.
Il est donc important de tenir compte de son domaine de validité, déﬁni pour des con-
traintes de compression relativement faibles lors de son utilisation. Les lois endo_scalaire
et endo_carre présentent des réponses assez similaires, notamment un comportement post-
pic exponentiel décroissant avec une perte de raideur très brutale qui ne correspond pas au
comportement recherché en cas de compression. Par ailleurs, ces deux lois ne distinguent
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pas les comportements de traction et de compression ce qui les rend inaptes àmodéliser des
essais alternés. La loi beton_double_dp présente un adoucissement linéaire. La bonne corre-
spondance avec les résultats expérimentaux en font unmodèle intéressant. Cependant, il ne
tient pas compte d’une diminution de la raideur avec le développement de la microﬁssura-
tion. La loi endo_orth_beton présente une bonne correspondance avec les essais. Cependant
les paramètres sont difﬁciles à identiﬁer et on aura noté de plus grandes difﬁcultés à con-
verger, donc des calculs plus côuteux. Au ﬁnal, une correspondance très satisfaisante a été
obtenue avec la loi mazars, à moindre coût tant sur l’identiﬁcation des paramètres que la
vitesse de convergence.
2.2 Réponses numériques à des sollicitations complexes
Aﬁn de caractériser le comportement propre à chacun des modèles endo_isot_beton,
endo_orth_beton, beton_double_dp et mazars, nous proposons de varier les sollicitations.
Ainsi, nous nous intéresserons successivement à un chargement alterné, au conﬁnement et
à la réponse en présence d’une élévation de la température.
2.2.1 Sollicitations alternées
Procéder à des essais cycliques permet de vériﬁer la nature du comportement modélisé
(endommagement avec perte de raideur, plasticité) et de vériﬁer si le caractère unilatéral du
béton est pris en compte par le modèle. Ce dernier point se manifestera par une reprise de
raideur en compression suite à la fermeture des ﬁssures de traction.
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FIGURE B.2: Comportement cyclique des lois mazars (a), endo_isot_beton (b), be-
ton_double_dp (c) et endo_orth_beton (d)
Les ﬁgures B.2a, B.2b et B.2d conﬁrment respectivement le caractère endommageable
des modèlesmazars, endo_isot_beton et endo_orth_beton. En compression comme en trac-
tion, la raideur matériau diminue avec le chargement. L’absence de déformation résiduelle
et d’hystérèses prouvent le caractère élastique de ces lois matériaux.
On observe que le comportement du module d’élasticité du matériau est différent en
traction et compression pour les lois endo_isot_beton et endo_orth_beton. Un regain de
raideur apparaît lors du changement de signe de la contrainte exercée. Il s’agit des deux seuls
modèles volumiques de béton à prendre en compte l’effet unilatéral. Bien que deux variables
d’endommagement soient déﬁnies dans lemodèlemazars, ce dernier ne permet pas la prise
en compte du phénomène de refermeture des ﬁssures.
Pour ﬁnir, la ﬁgure B.2c illustre un comportement élasto-plastique à travers des trans-
lations des domaines d’élasticité de compression et de traction. La raideur, constante, té-
moigne de l’absence de prise en compte de l’endommagement. Il n’existe pas à ce jour dans
Code_Aster de lois tenant compte d’un couplage endommagement-plasticité.
2.2.2 Confinement
Ce test numérique permet d’évaluer l’apport du conﬁnement en ductilité sur la réponse
contrainte - déformation du béton. Il est réalisé en imposant un chargement hydrostatique
à l’élément avant de procéder à un essai de compression uniaxiale. Les conditions d’appuis
imposées sont les suivantes :
— blocage des déplacements suivant x pour chaque nœud de la face située dans le plan
(O, y,z)
— blocage des déplacements suivant y pour chaque nœud de la face située dans le plan
(O,x,z)
— blocage des déplacements suivant z pour chaque nœud de la face située dans le plan
(O′,x, y)
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Un déplacement négatif est déﬁni suivant y , tandis que des contraintes de compressions
constantes de 26 MPa assurent le conﬁnement du béton.
z
y
x
F x
F z
⇐= u
FIGURE B.3: Validation numérique élémentaire du conﬁnement - situation
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FIGURE B.4: réponse au conﬁnement des lois mazars (a), endo_isot_beton (b), be-
ton_double_dp (c) et endo_orth_beton (d)
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Le gain de ductilité attendu est retrouvé pour les comportements de mazars et be-
ton_double_dp. Les deux autres modèles ne permettent pas de retrouver ce comporte-
ment. La loi endo_isot_beton souffre de son comportement élastique en compression. La loi
endo_orth_beton quant à elle ne voit pas son comportement fondamentalement modiﬁé, et
présente des difﬁcultés de convergence lorsque les contraintes sont supérieures à sa charge
admissible.
2.2.3 Sollicitations thermiques
Dans sa thèse [Nechnech, 2000] rappelle que la déformation thermique dépend du trajet
des sollicitations. Ainsi, lorsque les chargements mécanique et thermique sont appliqués de
façon décalée, la déformation thermique axiale a tendance à augmenter fortement suivie
d’une baisse modérée lorsqu’est appliqué l’effort mécanique. Au contraire, en présence de
chargements simultanés, la dilatation thermique axiale du spécimen est fortement réduite.
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FIGURE B.5: Dépendance au trajet de sollicitation de la déformation thermique axiale des
loismazars (a), endo_isot_beton (b), beton_double_dp (c) et endo_orth_beton (d)
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Les résultats de la ﬁgure B.5 attestent qu’aucune loi ne donne le résultat escompté dans
le cas où le chauffage et le chargement mécanique sont appliqués simultanément. Plus sur-
prenant, il est impératif de noter que la loi endo_orth_beton ne permet pas de modéliser le
comportement thermique du béton : la déformation thermique n’est pas prise en compte
lors du calcul de la déformation totale. Enﬁn une très légère dépendance est observable
sur la ﬁgure B.5b à cause de l’effet unilatéral du béton qui est pris en compte dans la loi
endo_isot_beton.
2.2.4 Synthèse
Des résultats présentés précédemment, nous pouvons extraire le tableau de synthèse B.4.
TABLE B.4: Comparaison des lois béton de Code_Aster
endo
scalaire
endo
carré
endo isot
beton
mazars
beton double
dp
endo orth
beton
Assymétrie
traction-
compression
× × X X X X
Facilité conver-
gence
− − ++ + − −−
Loi anisotrope × × × × × X
Endommagement X X × X
Plasticité × × X ×
Effet unilatéral X × × X
Conﬁnement × X X ×
Variations
paramètres avec
température
× X X ×
εth X X X ×
Sensiblité εth au
chemin de sollic-
itation
× × × ×
On observe que les lois mazars et béton_double_dp se distinguent des autres dans ce
tableau de synthèse. On se propose de les considérer pour les études à venir, notamment
pour leur capacité à modéliser correctement l’effet du conﬁnement, qui, dans le cadre des
structures modulaires est important, et pour les possibilités qu’elles présentent vis à vis de
la thermique. Néanmoins, aucune de ces deux lois ne permet de modéliser le caractère uni-
latéral du béton. De plus, dans l’une, le phénomène d’endommagement n’est pas modélisé
tandis que, dans l’autre, les déformations permanentes ne sont pas prises en compte. Pour
ses facilités de convergences, on préfèreramazars.
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3 Identification des paramètres de la loi de Mazars à tem-
pératures élevées
Les valeurs des paramètres sont obtenues par recalage du modèle sur les résultats d’es-
sais menés à haute température par [Chang et al., 2006] pour la compression et [Felicetti
et Gambarova, 1999] pour la traction. Les recalages sont réalisés à 20◦C, 105◦C, 250◦C et
400◦C. Le comportement à 250◦C est calculé par interpolation des résultats obtenus à 250◦C
et 300◦C.
Les valeurs des différents paramètres sont données dans la table B.5 :
TABLE B.5: Paramètres de mazars après identiﬁcation à hautes températures
E ν εd0 A
tr B tr Acp Bcp K
20◦C 20070 0.17 0.00016 0.63 6173.3 3.57 2268.5 0.7
105◦C 19359 0.17 0.00016 0.67 6859.3 2.58 1998.7 0.7
250◦C 11028 0.17 0.00014 0.75 3608.7 5.53 2055.4 0.7
400◦C 6819 0.17 0.00011 0.33 5141.4 4.02 1459.1 0.7
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FIGUREB.6:Courbesσ-εdemazars issues de l’identiﬁcation à hautes températures, en com-
pression (a) et traction (b)
La ﬁgure B.6 montre que l’identiﬁcation à hautes températures (dès 250◦C) est plus dif-
ﬁcile à réaliser sur la compression. Ceci est dû aux conditions différentes dans lesquelles
ont été réalisés les essais de traction et de compression. Les résultats de l’identiﬁcation ap-
paraissent toutefois satisfaisants dans la mesure où la contribution du béton à la réponse
en ﬂambement de la plaque se traduira essentiellement par un bridage de certains modes
de ﬂambement. Aux températures intermédiaires, les valeurs des paramètres seront inter-
polées.
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Conclusion
Parmi les lois de béton implémentées dans Code_Aster, quatre lois de comportement se
dégagent pour modéliser le comportement du béton, dont trois basées sur la mécanique
de l’endommagement (endo_isot_beton, endo_orth_beton et mazars) et la dernière sur une
formulation elasto-plastique (beton_double_dp). La loi endo_orth_beton permet de tenir
compte de l’anisotropie dumatériaumais présente des difﬁcultés de convergence et ne per-
met pas de tenir compte de la dilatation thermique du matériau. Endo_isot_beton ne per-
met pas de modéliser le comportement adoucissant en compression. Enﬁn le modèle be-
ton_double_dp présente des difﬁcultés de convergence et ne tient pas compte de la perte de
raideur avec la propagation des ﬁssures. Ces différentes raisons nous ont amené à sélection-
ner le modèle demazars.
Nous avons ensuite identiﬁé les paramètres à hautes températures sur la base de résul-
tats d’essais de compression et de traction issus de la littérature. La difﬁculté à recueillir des
données exploitables sur le comportement post-pic à hautes températures nous a poussé
à considérer les résultats de chercheurs différents. Il en résulte une bonne représentativité
du comportement de traction au détriment du comportement en compression. Cependant,
le rôle du béton dans la réponse au voilement local de la plaque en acier étant d’un ordre
inférieur à la contribution de la tôle proprement considérée, les approximations réalisées
restent acceptables.
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Erreur de couplage : compléments aux
développements en série
Introduction
Nous avons établi au chapitre II section 3 les équations de la température (2.45) et de la
dérivée i -ème ∂
iθ
∂τ˜i
(2.47a) et (2.47b) écrites sous forme de série entière. Nous précisons ici
leur écriture récursive et vériﬁons les vitesses de convergence de ces séries.
1 Existence des séries dérivées de la fonction erreur
Soit la fonction erreur déﬁnie par erf : x −→ erf(x) = 2p
π
∫x
0 e
−ξ2 dξ dont nous rappelons
le développement en série entière : erf(x) = 2p
π
∑∞
0 (−1)n x
2n+1
(2n+1) n! . Nous montrons ici que
∀i ∈N d ierf
dxi
est décomposable en série entière et que la dérivée de la somme correspond à la
somme des dérivées.
Démonstration 1 : Montrons d’abord que la série est convergente de rayon +∞.
Soit la suite un déﬁnie par : un(x)= (−1)n x
2n+1
(2n+1) n! L’application de la règle de d’Alembert
pour les séries entières donne :
|un+1un | =
2n+1
2n+3
x2
n+1 −→ 0
n 7→+∞ (C.1)
Et la série converge absolument ∀x ∈ R. Son rayon de convergence vaut donc R= +∞. Par
théorème, ses dérivées sont absolument convergentes de même rayon de convergence.
Il vient donc :
derf
dx
= d
dx
(
2p
π
∞∑
0
(−1)n x
2n+1
(2n+1) n!
)
= 2p
π
∞∑
0
(−1)n d
dx
(
x2n+1
(2n+1) n!
)
(C.2)
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Et par récurrence :
d ierf
dxi
= 2p
π
∞∑
0
(−1)n d
i
dxi
(
x2n+1
(2n+1) n!
)
(C.3)
Ce qui établit l’existence de la décomposition en série entière des dérivées de la fonction
erreur.
2 Écriture récursive des développements en série de la tem-
pérature et ses dérivées
On rappelle ici les équations établies au chapitre II section 3 pour la température (2.45)
et ses dérivées (2.47a) et (2.47b).
θ˜(x˜, τ˜)− θ˜c =
2p
π
∞∑
0
(−1)k ak τ˜
−(k+ 12 )
n (C.4a)
∂i θ˜n
∂τ˜in |τ˜n
= 2p
π
(
θ˜0− θ˜c
) ∞∑
k=0
(−1)k+i b(i )k τ˜
−(k+i+ 12 )
n (C.4b)
Avec ak =
(
L∗
2
p
α∗ τ∗
)2k+1
1
(2k+1) k !
(
x˜p
α˜eq
)2k+1
et b(i )k =
1
2i
1
(2k+1)
(2[k+i ])!
(k+i )! (2k)!
(
L∗
2
p
α∗ τ∗
x˜p
α˜eq
)2k+1
.
On introduit alors les suites un et vn déﬁnies par :
un(t )= (−1)n an τ˜−(n+
1
2 ) (C.5a)
v (i )n (t )= (−1)n+i b(i )n τ˜−(n+i+
1
2 ) (C.5b)
Il vient :
un+1
un
= (−1) an+1
an
1
τ˜
= (−1)
2p
π
(
θ˜0− θ˜c
) ( L∗
2
p
α∗ τ∗
)2n+3
1
(2n+3) (n+1)!
(
x˜p
α˜eq
)2n+3
2p
π
(
θ˜0− θ˜c
) ( L∗
2
p
α∗ τ∗
)2n+1
1
(2n+1) n!
(
x˜p
α˜eq
)2n+1 1τ˜
= (−1) L
∗2
4 (α∗ τ∗)
(2n+1)
(2n+3) (n+1)
(
x˜p
α˜eq
)2 1
τ˜
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Demême :
vn+1
vn
= (−1)
b(i )n+1
b(i )n
1
τ˜
= (−1)
an+1
(∏i−1
j=0
(
n+1+ j + 12
) )
an
(∏i−1
j=0
(
n+ j + 12
) ) 1τ˜
= (−1) L
∗2
4 (α∗ τ∗)
(2n+1)
(2n+3) (n+1)
(
x˜p
α˜eq
)2 (∏i
j=1
(
n+ j + 12
) )
(∏i−1
j=0
(
n+ j + 12
) ) 1τ˜
= (−1) L
∗2
4 (α∗ τ∗)
(2n+1)
(2n+3) (n+1)
(
x˜p
α˜eq
)2 2n+2i +1
(2n+1)
1
τ˜
= (−1) L
∗2
4 (α∗ τ∗)
(2n+2i +1)
(2n+3) (n+1)
(
x˜p
α˜eq
)2 1
τ˜
Finalement les termes se calculent récursivement avec :
un+1 = (−1)
L∗2
4 (α∗ τ∗)
(2n+1)
(2n+3) (n+1)
(
x˜p
α˜eq
)2
1
τ˜
un
u0 = 2pπ
(
θ˜0− θ˜c
) L∗
2
p
α∗ τ∗
x˜p
α˜eq
τ˜−
1
2
(C.8a)

vn+1 = (−1)
L∗2
4 (α∗ τ∗)
(2n+2i+1)
(2n+3) (n+1)
(
x˜p
α˜eq
)2
1
τ˜
vn
v (i )0 = (−1)i−1
(
θ˜0−θ˜c
)
2i−1
p
π
(2i )!
(i )!
(
L∗
2
p
α∗ τ∗
x˜p
α˜eq
)
τ˜−(i+
1
2 )
(C.8b)
3 Vitesse de convergence des séries
Cette partie présente les allures des familles de polynômes approchant l’écart en tem-
pérature θ˜ : 2p
π
∑∞
0 (−1)k ak τ˜
−(k+ 12 )
n et l’erreur δθ˜ :
2p
π
(
θ˜0− θ˜c
) ∑∞
k=0 (−1)k+i b
(i )
k τ˜
−(k+i+ 12 )
n .
Les allures sont tracées pour différentes valeurs de m dans le cas où la grandeur sans di-
mension x˜ varie seule (ﬁgure C.1) et où le temps sans dimension τ˜ varie seul (ﬁgure C.2).
Les références pour l’adimensionnement sont prises conformes aux hypothèses réalisées au
chapitre II, section 2.2. Il vient ainsi τ∗ ≈ 1s.
Selon toute attente, augmenter l’ordre m affecte considérablement la conformité de la
réponse. On peut considérer que la solution a convergé pourm = 100 vers la réponse analy-
tique attendue. Il est intéressant de remarquer que la divergence se produit pour les valeurs
importantes de la variable d’espace (ﬁgure C.1). Au contraire pour la variable temporelle,
augmenter l’ordre m de l’approximation polynomiale permet de corriger la réponse aux
temps faibles (ﬁgure C.2). Ce comportement s’explique par le couplage spatio-temporel en
x˜/pτ.
On note une légère perte de précision avec chaque dérivation successive. Ainsi en aug-
mentant l’ordre de l’erreur, on observe que la divergence est légèrement précipitée (ﬁgures
C.1a à C.1b et ﬁgures C.2a à C.2b).
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Pour ﬁnir les ﬁgures C.1a à C.1b et C.2a à C.2b mettent en valeur la corrélation entre
ordre de l’erreur et nombre demaximums locaux respectivement égaux. Ainsi, une erreur du
premier ordre présente unmaximum local (ﬁgureC.1a) tandis qu’une erreur du secondordre
en présentera deux (ﬁgure C.1b). Ce constat explique la formation des branches divergentes
observables dans la ﬁgure 2.19a.
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FIGURE C.1: Approximations, à τ = τ f , à l’ordre m de la température θ˜ (a), de l’erreur δθ˜
d’ordre 1 (b), de l’erreur δθ˜ d’ordre 2 (c) et de l’erreur δθ˜ d’ordre 3 (d)
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FIGURE C.2: Approximations, en x˜ = 0.1, à l’ordre m de la température θ˜ (a), de l’erreur δθ˜
d’ordre 1 (b), de l’erreur δθ˜ d’ordre 2 (c) et de l’erreur δθ˜ d’ordre 3 (d)
Conclusion
Dans cette annexe, trois précisions importantes ont été données. D’abord, nous avons
justiﬁé l’existence des séries dérivées, nécessaire à l’approximation de l’erreur de couplage.
Puis, nous avons précisé les écritures récursives des décompositions en séries pour faciliter
leur implémentation numérique. Finalement, nous avonsmontré qu’un ordre d’approxima-
tion des sériesm important (m = 100) devait être prévu pour obtenir une convergence vers
la solution analytique, ce qui nécessite un calcul via l’outil informatique.
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Annexe D
Solutions analytiques particulières de
voilement thermique de plaquesminces
Introduction
Cette annexe donne des précisions sur le développement de la solution analytique cor-
respondant au panneau élémentaire d’élément modulaire SC. Le détail des calculs corre-
spondant à la solution analytique retenue dans le chapitre III sera donné au paragraphe
1.1. La première partie de cette annexe sera également l’occasion de proposer des solutions
analytiques pour des cas de chargement plus complexes (anisotherme, sollicitations mé-
caniques).
La seconde partie de cette annexe proposera une confrontation des résultats analytiques
obtenus pour la plaque simplement appuyée par la méthode énergétique de Trefftz et la
méthode de Galerkin.
La dernière partie suggère une méthode approchée pour écrire la déformée au ﬂambage
d’une tôle plane rectangulaire dont les sommets sont à déplacements nuls soumise à un
chargement quelconque.
1 Solutions approchées particulières
Dans cette partie, nous présentons les planches de calculs permettant d’obtenir les ex-
pressions du déplacement hors-plan w(T ) en régimes pré- et post-critique ainsi que pour
la solution raccordée. Les calculs seront détaillés dans le cas représentatif de la maille élé-
mentaire d’un panneau SC décrite au chapitre III en présence d’un chargement isotherme
T (x, y) = Tc . Ce cas sera dénommée SC pour marquer la correspondance avec la structure
homonyme.
À partir de la démarche présentée et des résultats, on s’intéressera à établir les expres-
sions pour différentes conditions limites incluant la plaque simplement appuyée sur chacun
de ses bords (AAAA) et la plaque encastrée sur chacun de ses bords (EEEE). La confrontation
des solutions AAAA, EEEE, SC avec les résultats issus de la modélisation numérique permet-
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tra de déterminer l’expression du coefﬁcient de pondération̟M .
On s’intéressera également au problème anisothermeT (x, y)= Tc(x, y). Compte tenu des
propriétés thermiques de l’acier, le moment thermique sera toujours pris nul :M th = 0. Pour
ﬁnir on développera une solution prenant en compte des efforts plans mécaniques.
Plusieurs niveaux de simpliﬁcation des hypothèses seront enﬁn proposés pour aboutir à
une formule analytique relativement simple, utilisable dans un contexte d’ingénierie.
1.1 Cas SC isotherme
Ce paragraphe présente les planches de calculs relatives à l’obtention de la solution
décrite dans le paragraphe 2.2 du chapitre III
~x
~y
~z
sx
sy
(
W
KSx
KSy
(a)vue générale
tp
T (x, y) = T
(b)vue de côté
FIGURE D.1: Plaque SC (a) avec chargement isotherme (b)
On considère pour ce faire une plaque initialement déformée (
(
w(x, y) 6= 0) de dimensions
sx , sy , tp dans les directions respectives~x, ~y et~z (ﬁgure D.1a). Des ressorts de raideurs K Sx et
K Sy brident respectivement les déplacements plans en~x, ~y . Aﬁn de tenir compte du bridage
partiel des rotations aux bords, on introduit le moment de correctionMcorr (voir ﬁgure 3.12).
Le chargement est isotherme si bien que T (x, y)= T (ﬁgure D.1b).
1.1.1 Planches de calculs : régime pré-critique
Expressions des solutions approchées :
wˇ =W sin
(
mπx
sx
)
sin
(
nπ y
sy
)
(m,n) ∈N2
ˇ(w := (W sin
(
mπx
sx
)
sin
(
nπ y
sy
)
Calcul des déformations :
— Dilatation thermique :
εth =β∆T
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— déformation élastique
εexx =−
1
2
ˇ(w
2
,x −εth+
2 f S
K Sx sx
=−m
2π2
2 sx2
(
W 2
(
cos
(
mπx
sx
))2 (
sin
(
nπ y
sy
))2
−β∆T + 2 f
S
K Sx sx
εey y =−
1
2
ˇ(w
2
,y −εth+
2 f S
K Sy sy
=−n
2π2
2 sy2
(
W 2
(
cos
(
nπ y
sy
))2 (
sin
(
mπx
sx
))2
−β∆T + 2 f
S
K Sy sy
εexy =−
1
2
ˇ(w ,x ˇ
(
w ,y
=−nmπ
2
2sx sy
(
W 2 cos
(
mπx
sx
)
sin
(
nπ y
sy
)
sin
(
mπx
sx
)
cos
(
nπ y
sy
)
Calcul des efforts :
Nxx =
E tp
(1−ν2)
(
εexx +νεey y )
)
= E tp
1−ν2
[(
−m
2 π2
2 s2x
(
W
2
cos
(
mπx
sx
2
)
sin
(
nπ y
sy
)2
−β∆T + 2 f
S
K Sx sx
)
+ν
(
−n
2 π2
2 s2y
(
W
2
sin
(
mπx
sx
2
)
cos
(
nπ y
sy
)2
−β∆T + 2 f
S
K Sy sy
)]
Ny y =
E tp
(1−ν2)
(
εey y +νεexx)
)
= E tp
1−ν2
[(
−n
2 π2
2 s2y
(
W
2
cos
(
nπ y
sy
2
)
sin
(
mπx
sx
)2
−β∆T + 2 f
S
K Sy sx
)
+ν
(
−m
2 π2
2 s2x
(
W
2
sin
(
nπ y
sy
2
)
cos
(
mπx
sx
)2
−β∆T + 2 f
S
K Sx sy
)]
Nxy =
E tp
2 (1+ν)ε
e
xy
=− mnπ
2E tp
2(1+ν) sx sy
(
W
2
sin
(
mπx
sx
)
cos
(
mπx
sx
)
sin
(
nπ y
sy
)
cos
(
nπ y
sy
)
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Calcul dumoment de correction :
— Expression générale :
Mcor r =
̟M E t3p
12(1+ν)
(
(wˇ − ˇ(w),xx + (wˇ − ˇ(w),y y
)
=
̟M E t3p
12(1+ν)
[
m2π2
s2x
( (
W −W
)
sin
(
mπx
sx
)
sin
(
nπy
sy
)
+ n
2π2
s2y
( (
W −W
)
sin
(
mπx
sx
)
sin
(
nπy
sy
)]
— Coefﬁcient de Fourier :
m f = 4
sx sy
∫sx
0
∫sy
0
Mcor r sin
(
mπx
sx
)
sin
(
nπy
sy
)
dxdy
=
̟M πE t3p
12(1+ν)s2x s2y
[ (
W
(
m2s2y +n2s2x
)
−W
(
m2s2y +n2s2x
)]
Résolution par laméthode de Galerkin
— Fonction erreur :
E =D
{
W
[
Ψ,xxxx +Ψ,y y y y +2Ψ,xxy y
]
− (W
[ (
Ψ ,xxxx +
(
Ψ ,y y y y +2
(
Ψ ,xxy y
]}
−
{
C
[
−1
2
(
W 2
( (
Ψ2,x +ν
(
Ψ2,y
)]
+NSx +νNSy −
N th
(1−ν)
}{ (
W
(
Ψ ,xx
}
−
{
C
[
−1
2
(
W 2
( (
Ψ2,y +ν
(
Ψ2,x
)]
+NSy +νNSx −
N th
(1−ν)
}{ (
W
(
Ψ ,y y
}
−2 E tp
(1+ν)
{
− (W 2 (Ψ ,x
(
Ψ ,y
} { (
W
(
Ψ ,xy
}
+
{
m f1 W +m
f
2
(
W
}
Ψ,xx +
{
m f1 W +m
f
2
(
W
}
Ψ,y y −2
{
m f1 W +m
f
2
(
W
}
Ψ,xy (D.1)
— Forme de la solution :
∫sx
0
∫sy
0
EΨdxdy −→ γ5W +γ6 = 0
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— Coefﬁcients de Galerkin :
γ5 =
∫sx
0
∫sy
0
{
D
(
Ψ,xx +2Ψ,xy +Ψ,y y
)
+
{
C
[
1
2
(
W
2 ( (
Ψ
2
,x +ν
(
Ψ
2
,y
)]
+NSx +νNSy −
N th
(1−ν)
}
Ψ,xx
+
{
C
[
1
2
(
W
2 ( (
Ψ
2
,y +ν
(
Ψ
2
,x
)]
+NSy +νNSx −
N th
(1−ν)
}
Ψ,y y +
2 E tp
(1+ν)
(
W
2 (
Ψ,x
(
Ψ,yΨ,xy
+m f1
[
Ψ,xx −2Ψ,xy +Ψ,y y
]}
Ψdxdy
= 8 h2 π2 K Sy K Sx
(
−m4 ̟M s4y − s4x ̟M n4+ s4x ν̟M n4−2m2 n2 s2x s2y
+m4 ν̟M s4y −2m2 ̟M n2 s2x s2y +2m2 ν̟M n2 s2x s2y −m4 s4y − s4x n4
) 1
(
W
(D.2a)
γ6 =
∫sx
0
∫sy
0
{
−D
( (
Ψ,xx +2
(
Ψ,xy +
(
Ψ,y y
)
−
{
C
[
1
2
(
W
2 ( (
Ψ
2
,x +ν
(
Ψ
2
,y
)]
+NSx +νNSy −
N th
(1−ν)
}
(
Ψ,xx
−
{
C
[
1
2
(
W
2 ( (
Ψ
2
,y +ν
(
Ψ
2
,x
)]
+NSy +νNSx −
N th
(1−ν)
}
(
Ψ,y y −
2 E tp
(1+ν)
(
W
2 (
Ψ,x
(
Ψ,y
(
Ψ,xy
+m f2
[
Ψ,xx −2Ψ,xy +Ψ,y y
]} (
WΨdxdy
= 8 t2p π2 s4x ν̟M n4 K Sy K Sx −24π2m2
(
W
2
n2 ν s2x s
2
y K
S
y K
S
x −16 t2p π2m2 n2 s2x s2y K Sy K Sx
−8 t2p π2m4 ̟M s4y K Sy K Sx −16 t2p π2m2 ̟M n2 s2x s2y K Sy K Sx −8 t2p π2 s4x ̟M n4 K Sy K Sx
+8 t2p π2m4 ν̟M s4y K Sy K Sx +16 t2p π2m2 ν̟M n2 s2x s2y K Sy K Sx −96m2 β∆T ν s2x s4y K Sy K Sx
−96m2 β∆T s2x s4y K Sy K Sx −96 s4x n2 νβ∆T s2y K Sy K Sx −96 s4x n2 β∆T s2y K Sy K Sx
+192 s4x n2 f S sy K Sx +192m2 f S sx s4y K Sy −9π2 s4x
(
W
2
n4 K Sy K
S
x −9π2m4
(
W
2
s4y K
S
y K
S
x
−8 t2p π2 s4x n4 K Sy K Sx −8 t2p π2m4 s4y K Sy K Sx +192m2 ν f S s2x s3y K Sx +192 n2 ν f S s3x s2y K Sy
+6π2m2 (W 2 n2 s2x s2y K Sy K Sx (D.2b)
— Ordonnée à l’origine :
W0 =W (δT = 0)
=
(
8 t2p π
2 s4x ν̟M n
4 K Sy K
S
x −24π2m2
(
W
2
n2 ν s2x s
2
y K
S
y K
S
x −16 t2p π2m2 n2 s2x s2y K Sy K Sx
−8 t2p π2m4 ̟M s4y K Sy K Sx −16 t2p π2m2 ̟M n2 s2x s2y K Sy K Sx −8 t2p π2 s4x ̟M n4 K Sy K Sx
+8 t2p π2m4 ν̟M s4y K Sy K Sx +16 t2p π2m2 ν̟M n2 s2x s2y K Sy K Sx +192 s4x n2 f S sy K Sx
+192m2 f S sx s4y K Sy −9π2 s4x
(
W
2
n4 K Sy K
S
x −9π2m4
(
W
2
s4y K
S
y K
S
x −8 t2p π2 s4x n4 K Sy K Sx
−8 t2p π2m4 s4y K Sy K Sx +192m2 ν f S s2x s3y K Sx +192 n2 ν f S s3x s2y K Sy
+6π2m2 (W 2 n2 s2x s2y K Sy K Sx
)
/
(
8 t2p π
2 K Sy K
S
x
(
−m4 ̟M s4y − s4x ̟M n4+ s4x ν̟M n4
+ −2m2 n2 s2x s2ym4 ν̟M s4y −2m2 ̟M n2 s2x s2y +2m2 ν̟M n2 s2x s2y −m4 s4y − s4x n4
) 1
(
W
)
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— Solution :
Wa f =W (∆T )−W0
Wa f = ζ1 ∆T (D.3a)
avec :
ζ1 =
ζ11
ζ12
(D.3b)
et :
ζ11 =
1
8
(
W
(
−96m2 βν s2x s4y K Sy K Sx −96m2 β s2x s4y K Sy K Sx
−96 s4x n2 νβ s2y K Sy K Sx −96 s4x n2 β s2y K Sy K Sx
)
(D.3c)
ζ12 = t2p Pi 2 K Sy K Sx
(
−m4 ̟M s4y − s4x ̟M n4+ s4x ν̟M n4−2m2 n2 s2x s2y
+m4 ν̟M s4y −2m2 ̟M n2 s2x s2y +2m2 ν̟M n2 s2x s2y −m4 s4y − s4x n4
)
(D.3d)
1.1.2 Planches de calculs : régime post-critique
Expressions des solutions approchées :
wˇ =W sin
(
mπx
sx
)
sin
(
nπ y
sy
)
(m,n) ∈N2
ˇ(w := (W sin
(
pπx
sx
)
sin
(
qπ y
sy
)
(p,q) ∈N2
Calcul des déformations :
— Dilatation thermique :
εth =β∆T
— Déformation élastique
εexx =
1
2
wˇ2,x −
1
2
ˇ(w
2
,x −εth+
2 f S
K Sx sx
= π
2
2 sx2
[
m2W 2
(
cos
(
mπx
sx
))2 (
sin
(
nπ y
sy
))2
−p2 (W 2
(
cos
(
pπx
sx
))2 (
sin
(
qπ y
sy
))]
−β∆T + 2 f
S
K Sx sx
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εey y =
1
2
wˇ2,y −
1
2
ˇ(w
2
,y −εth+
2 f S
K Sy sy
= π
2
2 sy2
[
n2W 2
(
sin
(
mπx
sx
))2 (
cos
(
nπ y
sy
))2
−q2 (W 2
(
sin
(
pπx
sx
))2 (
cos
(
qπ y
sy
))]
−β∆T + 2 f
S
K Sy sy
εexy =
1
2
wˇ,x wˇ,y −
1
2
ˇ(w ,x ˇ
(
w ,y
= π
2
2sx sy
(
nmW 2 cos
(
mπx
sx
)
sin
(
nπ y
sy
)
sin
(
mπx
sx
)
cos
(
nπ y
sy
)
−p q (W 2 cos
(
pπx
sx
)
sin
(
qπ y
sy
)
sin
(
pπx
sx
)
cos
(
qπ y
sy
))
Calcul des efforts :
Nxx =
E tp
(1−ν2)
(
εexx +νεey y )
)
= E tp
1−ν2
{
π2
2 sx2
[
m2W 2
(
cos
(
mπx
sx
))2 (
sin
(
nπ y
sy
))2
−p2 (W 2
(
cos
(
pπx
sx
))2 (
sin
(
qπ y
sy
))]
−β∆T + 2 f
S
K Sx sx
+ν
(
π2
2 sy2
[
n2W 2
(
sin
(
mπx
sx
))2 (
cos
(
nπ y
sy
))2
−q2 (W 2
(
cos
(
pπx
sx
))2 (
sin
(
qπ y
sy
))2]
−β∆T + 2 f
S
K Sy sy
)}
Ny y =
E tp
(1−ν2)
(
εey y +νεexx)
)
= E tp
1−ν2
{
π2
2 sy2
[
n2W 2
(
sin
(
mπx
sx
))2 (
cos
(
nπ y
sy
))2
−q2 (W 2
(
cos
(
pπx
sx
))2 (
sin
(
qπ y
sy
))]
−β∆T + 2 f
S
K Sy sy
+ν
(
π2
2 sx2
[
m2W 2
(
sin
(
mπx
sx
))2 (
cos
(
nπ y
sy
))2
−p2 (W 2
(
sin
(
pπx
sx
))2 (
cos
(
qπ y
sy
))2]
−β∆T + 2 f
S
K Sy sy
)}
Nxy =
E tp
2 (1+ν)ε
e
xy
= π
2E tp
2(1+ν) sx sy
(
nmW 2 cos
(
mπx
sx
)
sin
(
nπ y
sy
)
sin
(
mπx
sx
)
cos
(
nπ y
sy
)
−p q (W 2 cos
(
pπx
sx
)
sin
(
qπ y
sy
)
sin
(
pπx
sx
)
cos
(
qπ y
sy
))
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Calcul dumoment de correction :
— Expression générale :
Mcor r =
̟M E t3p
12(1+ν)
(
(wˇ − ˇ(w),xx + (wˇ − ˇ(w),y y
)
=
̟M E t3p
12(1+ν)
[
π2
s2x
(
p2
(
W sin
(
pπx
sx
)
sin
(
qπy
sy
)
−m2W sin
(
mπx
sx
)
sin
(
nπy
sy
))
+ π
2
s2y
(
q2
(
W sin
(
pπx
sx
)
sin
(
qπy
sy
)
−n2W sin
(
mπx
sx
)
sin
(
nπy
sy
))]
— Coefﬁcient de Fourier :
m f = 4
sx sy
∫sx
0
∫sy
0
Mcor r sin
(
mπx
sx
)
sin
(
nπy
sy
)
dxdy
=
̟M πE t3p
12(1+ν)s2x s2y
[
−W
(
m2s2y +n2s2x
)]
Résolution par laméthode de Galerkin
— Fonction erreur :
E =D
{
W
[
Ψ,xxxx +Ψ,y y y y +2Ψ,xxy y
]
− (W
[ (
Ψ ,xxxx +
(
Ψ ,y y y y +2
(
Ψ ,xxy y
]}
−
{
C
[
1
2
W 2
(
Ψ2,x +νΨ2,y
)
− 1
2
(
W 2
( (
Ψ2,x +ν
(
Ψ2,y
)]
+NSx +νNSy −
N th
(1−ν)
}{
WΨ,xx −
(
W
(
Ψ ,xx
}
−
{
C
[
1
2
W 2
(
Ψ2,y +νΨ2,x
)
− 1
2
(
W 2
( (
Ψ2,y +ν
(
Ψ2,x
)]
+NSy +νNSx −
N th
(1−ν)
}{
WΨ,y y −
(
W
(
Ψ ,y y
}
−2 E tp
(1+ν)
{
W 2Ψ,xΨy −
(
W 2
(
Ψ ,x
(
Ψ ,y
} {
WΨ,xy −
(
W
(
Ψ ,xy
}
+
{
m f1 W +m
f
2
(
W
}
Ψ,xx +
{
m f1 W +m
f
2
(
W
}
Ψ,y y −2
{
m f1 W +m
f
2
(
W
}
Ψ,xy (D.4)
— Forme de la solution :∫sx
0
∫sy
0
EΨdxdy −→ γ1W 3+γ2W 2+γ3W +γ4 = 0
— Coefﬁcients de Galerkin :
γ1 =
∫sx
0
∫sy
0
{
C
2
[(
Ψ2,x +νΨ2,y
)
Ψ,xx +
(
Ψ2,y +νΨ2,x
)
Ψ,y y
]
− 2 E tp
(1+ν)Ψ,xΨ,yΨ,xy
}
Ψdxdy
= 4
3
π2 K Sx K
S
y
(
3 s4x n
4+3m4 s4y +8m2 ν n2 s2y s2x −2m2 n2 s2y s2x
)
(D.5a)
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γ2 =
∫sx
0
∫sy
0
{
−C
2
[(
Ψ2,x +νΨ2,y
) (
Ψ,xx +
(
Ψ2,y +νΨ2,x
) (
Ψ,y y
]
+ 2 E tp
(1+ν)Ψ,xΨ,y
(
Ψ,xy
}
(
WΨdxdy
= 0 (D.5b)
γ3 =
∫sx
0
∫sy
0
{
D
(
Ψ,xx +2Ψ,xy +Ψ,y y
)
+
{
C
[
1
2
(
W
2 ( (
Ψ
2
,x +ν
(
Ψ
2
,y
)]
+NSx +νNSy −
N th
(1−ν)
}
Ψ,xx
+
{
C
[
1
2
(
W
2 ( (
Ψ
2
,y +ν
(
Ψ
2
,x
)]
+NSy +νNSx −
N th
(1−ν)
}
Ψ,y y +
2 E tp
(1+ν)
(
W
2 (
Ψ,x
(
Ψ,yΨ,xy
+m f1
[
Ψ,xx −2Ψ,xy +Ψ,y y
]}
Ψdxdy
=−(−24m2 β∆T ν s4y s2x K Sx K Sy +48 s4x f S n2 sy K Sx +48m2 f S s4y sx K Sy h
−24 s4x β∆T n2 s2y K Sx K Sy −24m2 β∆T s4y s2x K Sx K Sy −3π2 s4x
(
W
2
q2 n2 K Sx K
S
y
+2m4 π2 t2p ̟M s4y K Sx K Sy −3m2 π2 p2
(
W
2
s4y K
S
x K
S
y +2π2 t2p s4x ̟M n4 K Sx K Sy
+48m2 ν f S s3y s2x K Sx +48 ν f S n2 s2y s3x K Sy +2m4 π2 t2p s4y K Sx K Sy
+2π2 t2p s4x n4 K Sx K Sy −2π2 t2p s4x ν̟M n4 K Sx K Sy −3π2 p2 ν
(
W
2
n2 s2y s
2
x K
S
x K
S
y
−2m4 π2 t2p ν̟M s4y K Sx K Sy +4m2 π2 t2p ̟M n2 s2y s2x K Sx K Sy
+4m2 π2 t2p n2 s2y s2x K Sx K Sy −4m2 π2 t2p ν̟M n2 s2y s2x K Sx K Sy
−3m2 π2 ν (W 2 q2 s2y s2x K Sx K Sy −24 s4x β∆T n2 ν s2y K Sx K Sy ) (D.5c)
γ4 =
∫sx
0
∫sy
0
{
−D
( (
Ψ,xx +2
(
Ψ,xy +
(
Ψ,y y
)
−
{
C
[
1
2
(
W
2 ( (
Ψ
2
,x +ν
(
Ψ
2
,y
)]
+NSx +νNSy −
N th
(1−ν)
}
(
Ψ,xx
−
{
C
[
1
2
(
W
2 ( (
Ψ
2
,y +ν
(
Ψ
2
,x
)]
+NSy +νNSx −
N th
(1−ν)
}
(
Ψ,y y −
2 E htp
(1+ν)
(
W
2 (
Ψ,x
(
Ψ,y
(
Ψ,xy
+m f2
[
Ψ,xx −2Ψ,xy +Ψ,y y
]} (
WΨdxdy
= 0 (D.5d)
— Solution :
Wp f =
√
ζ2∆T +ζ3 (D.6a)
avec :
ζ2 =−4/3
(
−24m2 βν s4y s2x K Sx K Sy −24 s4x β n2 s2y K Sx K Sy
−24m2 β s4y s2x K Sx K Sy −24 s4x β n2 ν s2y K Sx K Sy
)
/
(
π2 K Sx K
S
y
[
3 s4x n
4
+3m4 s4y +8m2 ν n2 s2y s2x −2m2 n2 s2y s2x
])
(D.6b)
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et,
ζ3 =−
4
3
(
48 s4x f
S n2 sy K
S
x +48m2 f S s4y sx K Sy −3π2 s4x
(
W
2
q2 n2 K Sx K
S
y
+2m4 π2 t2p ̟M s4y K Sx K Sy −3m2 π2 p2
(
W
2
s4y K
S
x K
S
y +2π2 t2p s4x ̟M n4 K Sx K Sy
+48m2 ν f S s3y s2x K Sx +48 ν f S n2 s2y s3x K Sy +2m4 π2 t2p s4y K Sx K Sy
+2π2 t2p s4x n4 K Sx K Sy −2π2 t2p s4x ν̟M n4 K Sx K Sy −3π2 p2 ν
(
W
2
n2 s2y s
2
x K
S
x K
S
y
−2m4 π2 t2p ν̟M s4y K Sx K Sy +4m2 π2 t2p ̟M n2 s2y s2x K Sx K Sy
+4m2 π2 t2p n2 s2y s2x K Sx K Sy −4m2 π2 t2p ν̟M n2 s2y s2x K Sx K Sy
−3m2 π2 ν (W 2 q2 s2y s2x K Sx K Sy
)
/(
π2 K Sx K
S
y
[
3 s4x n
4+3m4 s4y +8m2 ν n2 s2y s2x −2m2 n2 s2y s2x
])
(D.6c)
1.1.3 Température seuils
Température critique :
Wp f (∆Tcrit)= 0−→∆Tcrit =−ζ3/ζ2
∆Tcrit =
π2 tp2 kcrit
24β s2y
Coefficient de criticité :
kcrit =
(
48 s4x f
S n2 sy K
S
x +48m2 f S s4y sx K Sy −3π2 s4x
(
W
2
q2 n2 K Sx K
S
y
+2m4 π2 t2p ̟M s4y K Sx K Sy −3m2 π2 p2
(
W
2
s4y K
S
x K
S
y +2π2 t2p s4x ̟M n4 K Sx K Sy
+48m2 ν f S s3y s2x K Sx +48 ν f S n2 s2y s3x K Sy +2m4 π2 t2p s4y K Sx K Sy
+2π2 t2p s4x n4 K Sx K Sy −2π2 t2p s4x ν̟M n4 K Sx K Sy −3π2 p2 ν
(
W
2
n2 s2y s
2
x K
S
x K
S
y
−2m4 π2 t2p ν̟M s4y K Sx K Sy +4m2 π2 t2p ̟M n2 s2y s2x K Sx K Sy +4m2 π2 t2p n2 s2y s2x K Sx K Sy
−4m2 π2 t2p ν̟M n2 s2y s2x K Sx K Sy −3m2 π2 ν
(
W
2
q2 s2y s
2
x K
S
x K
S
y
)
/(
s2x K
S
x K
S
y
(
m2 ν s2y +n2 s2x +m2 s2y +ν n2 s2x
)
π2 h2
)
(D.7)
Température de plastification locale :
∆T loy =
1
βϕ
√
π2kcrit
24
σy
E
(
1− 0.25
ϕ
√
π2kcrit
24
E
σy
)
Température de plastification globale :
∆T gly =
(1−ν)σy
E β
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1.1.4 Solution de raccord
Dans le cas où les températures de plastiﬁcation (locale ou globale) sont inférieures à
la température critique, il est nécessaire d’introduire une solution Wr f de la déformée en
fonction de la température telle que le passage de la solution raccordée à la solution post-
critique soit continue.
Deux types de raccords sont envisagés : linéaire et quadratique.
Solution raccordée linéaire : La solution de raccord linéaire consiste, pour assurer la con-
tinuité, à rechercher la tangente à la courbe Wp f sous condition Wr f (Ty) = Wa f (Ty) où
Ty =min
(
T loy ,T
gl
y
)
. Il s’agit alors de chercher la température Tr f où s’effectue le raccord.
— Expression de la tangente :
Wr f (T )=
dWp f
dT |T=Tr f
(
T −Tr f
)
+Wp f (Tr f )
= 1
2
ζ2
(
T −Tr f
)
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
+
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
— Condition de raccord :
Wr f (Ty)−Wa f (Ty)= 0
⇔1
2
ζ2
(
∆Ty−∆Tr f
)
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
+
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3−ζ1 ∆Ty = 0
⇒∆Tr f =
−2 ζ3−ζ2 ∆Ty+2 ζ1 ∆Ty
(
ζ1 ∆Ty+
√
ζ21 (∆Ty)
2−ζ2 ∆Ty−ζ3
)
ζ2
Solution raccordée quadratique : La solution de raccord quadratique consiste à utiliser
une fonctionWr f polynomiale de degré 2 pour effectuer le raccord entre les solutions man-
quantes. On prendra Wr f = α1 (∆T )2 +α2∆T +α3 où α1, α2 et α3 sont les inconnues du
problème tel que α1 6= 0 (sans quoi le raccord est linéaire). La quatrième inconnue est la
température de raccord Tr f entreWr f etWp f telle que Tr f ≥ Ty.
Quatre conditions sont nécessaires à la résolution problème.
Ces dernières sont données par les conditions d’intersections en Ty et Tr f :
Wa f (Ty)=Wr f (Ty)
Wr f (Tr f )=Wp f (Tr f )
Et les conditions de continuité :
dWa f
dT |T=Ty
=
dWr f
dT |T=Ty
dWr f
dT |T=Tr f
=
dWp f
dT |T=Tr f
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Il en découle le système d’équation à résoudre :
ζ1 ∆Ty−α1 (∆Ty)2−α2 ∆Ty−α3 = 0 (D.8a)
ζ1−2α1 ∆Ty−α2 = 0 (D.8b)√
ζ2 ∆Tr f +ζ3−α1 (∆Tr f )2−α2 ∆Tr f −α3 = 0 (D.8c)
1
2
ζ2√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
−2α1 ∆Tr f −α2 = 0 (D.8d)
Il est relativement aisé d’obtenir les expressions des coefﬁcients α1, α2 et α3 en fonction de
Tr f :
α1 =
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3−ζ∆Tr f
(∆Tr f )2−2∆Tr f ∆Ty+ (∆Ty)2
α2 =
ζ1
(
(∆Tr f )
2+ (∆Ty)2
)
−2∆Ty
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
(∆Tr f )2−2∆Tr f ∆Ty+ (∆Ty)2
α3 =
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3−ζ∆Tr f
(∆Tr f )2−2∆Tr f ∆Ty+ (∆Ty)2
(∆Ty)
2
Substituer les expressions deα1,α2 etα3 dans la dernière équation (D.8d) du systèmepermet
d’obtenir l’expression de ∆Tr f .
Soit War la forme quadratique raccordant Wa f et Wp f tel que α1 non nul. Supposons
que Wa f (Tr f ) > Wp f (Tr f ). Alors, le phénomène de ﬂambement est dominé par l’ampli-
ﬁcation du défaut en ﬂexion. Le comportement en régime post-critique correspond donc
au comportement pré-critique :Wp f (T ) =Wa f (T ). Il vient doncWr f =Wa f ce qui impose
α1 =α3 = 0 et est absurde.
La conditionWa f (Tr f ) <Wp f (Tr f ) est donc nécessaire pour queWr f existe. Alors α1 =p
ζ2 ∆Tr f +ζ3−ζ∆Tr f
(∆Tr f )2−2∆Tr f ∆Ty+(∆Ty)2 s’écrit
Wp f (Tr f )−Wa f (Tr f )
(∆Tr f )2−2∆Tr f ∆Ty+(∆Ty)2 > 0. Il vient donc les conditionsα1 > 0 et
α3 > 0. La résolution de la dernière équation dans ces conditions donne :
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Tr f =
1
ζ2


−ζ3+


((
27ζ22+3
√
−192α
3
1ζ
3
3−288α21ζ23ζ2α2+144α1ζ3ζ22α22−24ζ32α32−81ζ42 α1
α1
)
α21
)1/3
6α1
= 2α1 ζ1−ζ2 α2((
27ζ22+3
√
−192α
3
1ζ
3
3−288α21ζ23ζ2α2+144α1ζ3ζ22α22−24ζ32α32−81ζ42 α1
α1
)
α21
)1/3


2

(D.10)
Le problème (D.10) peut être résolu, nous ne ferons pas ﬁgurer la solution explicite
compte-tenu de sa lourdeur et invitons plutôt à utiliser une procédure itérative visant àmin-
imiser l’erreur dans (D.8d) à partir d’unTr f estimé.Onpourra prendre enpremière approche
Tr f = 1.2 Tcrit.
Confrontation des solutions de raccord linéaire - quadratique : La solution linéaire est
préférable pour sa simplicité de mise en œuvre par rapport à la solution quadratique. Par
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FIGURE D.2: Confrontation des solutions raccordées avec la solution numérique (ϕ= 30)
ailleurs, la solution linéaire offre de meilleurs résultats pour des plaques dont l’élancement
ϕ > 20. Pour de telles plaques, la solution de raccord quadratique tend à minimiser la solu-
tion numérique et n’est pas sécuritaire contrairement à la solution de raccord linéaire qui
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reste enveloppe supérieure de la solution numérique comme l’illustre la ﬁgure D.2. Pour des
plaques d’élancementΦ≤ 20, la solution de raccord quadratique présente unmeilleur com-
portement mais on sort alors des hypothèses des plaques minces [Wang et al., 2001] et du
champ d’application des présents travaux.
Effectuer un raccord quadratique entre la solution pré-critiqueWa f et post-critiqueWp f
pourrait être une solution pour tenir compte de la relaxation apparente (ﬁgure 3.4b) en
présence de voilement élastique. Ce dernier point cité ne fera pas, dans nos études, l’objet
de traitements particuliers.
1.2 Variantes
Dans la suite nous ne présenterons que les modiﬁcations dans les hypothèses ayant
permis la résolution des cas AAAA : plaque simplement appuyée, EEEE : plaque encas-
trée, SC+meca : conditions limites particulières SC avec chargement mécanique plan quel-
conque et SC+anisotherme : conditions limites particulières SC avec chargement thermique
anisotherme dans le plan. La méthode de résolution pour chaque cas est expliquée au
chapitre III et les développements sont analogues à ceux détaillés précédemment en 1.1.
1.2.1 Cas AAAA
Le cas de la plaque simplement appuyée sur ses quatre bords constitue une variante du
cas SC isotrope (ﬁgure D.3). Les poids utilisés dans la méthode de Galerkin sont toujours de
la forme Ψ : (x, y) 7→ sin
(
m π x
sx
)
sin
(
n π y
sy
)
. La principale différence résulte des rotations
qui sont considérées libres. Aucunmoment de correction n’est alors introduit.
~x
~y
~z
sx
sy
(
W
(a)vue générale
tp
T (x, y) = T
(b)vue de côté
FIGURE D.3: Plaque AAAA (a) avec chargement isotherme (b)
1.2.2 Cas EEEE
Le traitement de la plaque encastrée nécessite unemodiﬁcation des fonctions de formes
Ψ aﬁn que ces dernières remplissent les conditions limites imposées par (3.25). Pour ce faire,
[Dumir, 1988] rappelle les formes des solutions (également utilisées par [Timoshenko et
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Gere, 1961]) : Ψ : (x, y) 7→ 14
(
1−cos
(
2π x
sx
)) (
1−cos
(
2π y
sy
))
. La solution approchée im-
posant le bridage parfait des rotations, aucun moment de correction ne sera appliqué. En
outre, la solution encastrée imposant un bridage parfait des déplacements plans, il sera pris
K Sx 7→ +∞ et K Sy 7→ +∞ au niveau des ressorts (ﬁgure D.4).
~x
~y
~z
sx
sy
(
W
(a)vue générale
tp
T (x, y) = T
(b)vue de côté
FIGURE D.4: Plaque EEEE (a) avec chargement isotherme (b)
1.2.3 Cas SC+chargementmécanique
L’introduction d’un chargement mécanique se fait par le biais de déformations planes
imposées εimpxx et ε
imp
y y . Ces déformations peuvent être positives (traction) ou négatives (com-
pression). Le ﬂambement ne sera pas susceptible de se produire en cas de chargement de
traction.
εimpyy
εimpxx
~x
~y
~z
sx
sy
(
W
(a)vue générale
tp
εimpxx ε
imp
xx
T (x, y) = T
(b)vue de côté
FIGURE D.5: Plaque SC+mécanique (a) avec chargement isotherme (b)
Les poids retenus pour Galerkin sont donc de la forme Ψ : (x, y) 7→
sin
(
m π x
sx
)
sin
(
n π y
sy
)
.
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1.2.4 Cas SC anisotherme
Pour ce cas, on se place dans le cas SC (ﬁgure D.6a) en condition anisotherme. Le charge-
ment thermique n’est, dès lors, plus homogène à la surface de la plaque. En accord avec les
résultats de la partie 1 du chapitre III, le moment thermique sera toujours supposé nul grâce
aux bonnes propriétés conductives thermiques de l’acier. Pour des chargements de type ﬂux
~x
~y
~z
sx
sy
(
W
KSx
KSy
(a)vue générale
tp
T (x, y) = Tvar(x, y) + Tcste
(b)vue de côté
FIGURE D.6: Plaque SC (a) avec chargement anisotherme (b)
imposé, la température à la surface de la plaque chauffée est affectée par les transferts à
l’interface plaque-béton. En régime post-critique, la présence d’une lame d’air induit une
résistance thermique à l’interface. La meilleure isolation thermique de la plaque se traduit
par une augmentation de la température dans la zone ﬂambée.
Soit T la température mesurée au centre de la plaque. On décompose T en une part Tcte
constante donnée par la température au bord et une part variable Tvar telle que Tvar(x =
0, y) = Tvar(x = sx , y) = Tvar(x, y = sy ) = Tvar(x, y = 0) = 0 et Tvar(sx/2, sy/2)+Tcste = T (ﬁgure
D.6b).
Il convient alors de déﬁnir la solution approchée dans la base fonctionnelle du premier
mode de ﬂambement : Tˇvar = Tvar sin
(
π x
sx
)
sin
(
π y
sy
)
. On introduit en outre la quantité
Λ = TcsteT que l’on nommera paramètre d’anisothermie à identiﬁer. Plus Λ est faible, plus le
problème est anisotherme. Au contraire Λ= 1 ramène au problème isotherme.
Par déﬁnition, ∆T = T −Text . Alors Tcste = (∆T +Text)Λ et Tvar = (∆T +Text) (1−Λ). La
déformation thermique εth peut enﬁn s’écrire (D.11) :
εth =β∆T =β
(
(∆T +Text) (1−Λ) sin
(
π x
sx
)
sin
(
π y
sy
)
+ (∆T +Text)Λ−Text
)
(D.11)
Les poids utilisés dans la méthode de Galerkin sont toujours de la forme Ψ : (x, y) 7→
sin
(
m π x
sx
)
sin
(
n π y
sy
)
.
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1.3 Synthèse des solutions
Ceparagraphe fait la synthèse des solutions pour les différentes variantes que nous avons
présenté. Aﬁn de réaliser les simpliﬁcations adéquates, les quantités sans dimension suiv-
antes sont introduites :
ϕ= sy
tp
(D.12a)
γ= sx
sy
(D.12b)
ξ=
(
W
tp
(D.12c)
1.3.1 Notations
On rappelle ici les notations des grandeurs utiles à la résolution du problème analytique
de voilement local thermique.
— Données géométriques :
γ :rapport des dimensions planes, si sy ≥ sx alors γ≤ 1 est donnée par (D.12b)
ξ : défaut normalisé sur l’épaisseur, (D.12c)
ϕ : élancement de la plaque, si sy ≥ sx alors ϕ est donnée par (D.12a)
m : nombre de demi-ondes longitudinales (mode de ﬂambement, ﬁgure D.7)
n : nombre de demi-ondes transversales (mode de ﬂambement, ﬁgure D.7)
p : nombre de demi-ondes longitudinales (mode du défaut)
q : nombre de demi-ondes transversales (mode du défaut)
sx : espacement des connecteurs dans la direction de~x
(dimension dans la direction de~x de la maille élémentaire)
sy : espacement des connecteurs dans la direction de~y
(dimension dans la direction de ~y de la maille élémentaire)
tp : épaisseur
(
W : amplitude de l’imperfection initiale
— Chargements imposés :
∆T : écart de température avec le milieu extérieur ∆T = T −Text
εimp : déformation mécanique imposée (traction si positive, compression si négative)
Λ : paramètre à identiﬁer caractérisant l’inhomogénéité en température (Λ= Tcste/T )
̟M : paramètre caractérisant la correction réalisée sur les rotations aux appuis
dans le cas des éléments SC on pourra prendre̟M = ( ϕ58 )2 (voir §1.4)
f S : force de rappel des ressorts assurant le bridage de la dilatation thermique
K S : raideur des ressorts assurant le bridage de la dilatation thermique
T : Température imposée au centre de l’élément
Tcste : Température imposée au bord de l’élément
Text : Température initiale (milieu extérieur)
uS : déplacement autorisé des ressorts assurant le bridage de la dilatation thermique
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— Solutions analytiques :
ζ1 : coefﬁcient partiel tel queWa f = ζ1 ∆T
ζ2 : coefﬁcient partiel tel queWp f =
√
ζ2 ∆T +ζ3
ζ3 :coefﬁcient partiel tel queWp f =
√
ζ2 ∆T +ζ3
ζ3i : coefﬁcients partiels tels que ζ3 =
∑
i ζ3i Xi
où Xi est une grandeur précisée dans les tables D.1 à D.5
kcrit : coefﬁcient critique de ﬂambement
Tcrit : température critique de ﬂambement
Ty : température de plastiﬁcation de la plaque Ty =min
(
T loy ,T
gl
y
)
T gly : température de plastiﬁcation globale de la plaque
T loy : température de plastiﬁcation locale de la plaque
Tr f : température où s’effectue le raccord des solutionsWr f etWp f
Wa f : déplacement au centre en régime pré-critique
Wr f : déplacement au centre lors du raccord pré-critique - post-critique (si Ty < Tcrit)
Wp f : déplacement au centre en régime post-critique
~x
~y
(a)m = 1,n = 1
~x
~y
(b)m = 2,n = 1
~x
~y
(c)m = 1,n = 2
~x
~y
(d)m = 2,n = 2
FIGURE D.7:Notion de demi-onde
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1.3.2 Cas SC
TABLE D.1: Solution analytique : élément SC isotherme
~y
~x
0
sy
0 sx
f
S
=
K
S x
u
S x
fS = KSy u
S
y
ϕ = sxtp
γ =
sy
sx
ξ =
(
W
tp~z
~x
0
tp
(
W
Equations générales :
Wa f = ζ1 ∆T
Wp f =
√
ζ2 ∆T +ζ3 | ζ3 = ζ31 ξ2+ζ32 f S +ζ33
Wr f = 12
ζ2
(
T−Tr f
)
p
ζ2 ∆Tr f +ζ3
+
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
∆Tr f =
−2 ζ3−ζ2 ∆Ty+2 ζ1 ∆Ty
(
ζ1 ∆Ty+
√
ζ21 (∆Ty)
2−ζ2 ∆Ty−ζ3
)
ζ2
∆Tcrit =−ζ3ζ2 | kcrit =
32β∆Tc ϕ2
π2
| ∆T gly =
(1−ν)σy
E β
∆T loy = 1βϕ
√
π2 kcrit
32
σy
E
(
1− 0.25
ϕ
√
π2 kcrit
32
E
σy
)
∆Ty =min
(
∆T gly ,∆T
lo
y
)
| ∆T >∆Ty⇒W pl = 11.2 W
Equations générales : m,n,p,q,ϕ,γ,ξ,̟M ,K Sy ,K
S
x
ζ1 = −12(ν+1)γ
2 tpϕ2βξ
(γ2ν̟M n2−γ2n2−γ2̟M n2+m2ν̟M−m2−m2̟M )π2
ζ2 =
32γ2ϕ2 t2pβ (n
2γ2+m2+νn2γ2+m2ν)
π2 (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ31 =
4 t2p (γ
4 q2n2+m2νq2γ2+m2 p2+p2νn2γ2)
(3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ32 =
−64ϕ tpγ (m2νγK Sx+m2K Sy +γ3n2K Sx+νn2γ2K Sy )
π2K Sx K
S
y (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ33 = 83
t2p (−m4+2m2ν̟M n2γ2+γ4ν̟M n4−m4̟M+m4ν̟M−n4γ4−2m2̟M n2γ2−2m2n2γ2−γ4̟M n4)
3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2
Solution dégradée 1- flambement en mode 1 : m = n = p = q = 1
ζ1 = −12(ν+1)γ
2hϕ2βξ
(ν̟M γ2−̟M γ2−γ2+ν̟M−̟M−1)π2 ζ2 =
32γ2ϕ2 t2pβ (γ
2+νγ2+ν+1)
π2 (3γ4+3−2γ2+8νγ2)
ζ31 = 4 tp (γ
4+ν γ2+1+νγ2)
(3γ4+3−2γ2+8νγ2) ζ32 =
−64ϕ tpγ (νγK Sx+K Sy +γ3K Sx+νγ2K Sy )
π2K Sx K
S
y (3γ4+3−2γ2+8νγ2)
ζ33 = 83
t2p (−1+2ν̟M γ2+γ4ν̟M−̟M+ν̟M−γ4−2̟M γ2−2γ2−γ4̟M )
3γ4+3−2γ2+8νγ2
Solution dégradée 2 - Ingénierie (SC encastrée, pas connecteur constant) :
m = n = p = q = 1, K Sx =K Sy →∞ et γ= 1
ζ1 = −6ξβϕ
2 tp (1+ν)
π2 (ν̟M−̟M−1) ζ2 =
16ϕ2 t2pβ (1+ν)
π2 (1+2ν)
ζ31 =
2 t2p (1+ν)
(1+2ν) ζ32 = 0 ζ33 = 83
t2p (ν̟M−̟M−1)
(1+2ν)
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1.3.3 Cas AAAA
TABLE D.2: Solution analytique : plaque simplement appuyée isotherme
~y
~x
0
sy
0 sx
f
S
=
K
S x
u
S x
fS = KSy u
S
y
ϕ = sxtp
γ =
sy
sx
ξ =
(
W
tp~z
~x
0
tp
(
W
Equations générales :
Wa f = ζ1 ∆T
Wp f =
√
ζ2 ∆T +ζ3 | ζ3 = ζ31 ξ2+ζ32 f S +ζ33
Wr f = 12
ζ2
(
T−Tr f
)
p
ζ2 ∆Tr f +ζ3
+
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
∆Tr f =
−2 ζ3−ζ2 ∆Ty+2 ζ1 ∆Ty
(
ζ1 ∆Ty+
√
ζ21 (∆Ty)
2−ζ2 ∆Ty−ζ3
)
ζ2
∆Tcrit =−ζ3ζ2 | kcrit =
32β∆Tc ϕ2
π2
| ∆T gly =
(1−ν)σy
E β
∆T loy = 1βϕ
√
π2 kcrit
32
σy
E
(
1− 0.25ϕ
√
π2 kcrit
32
E
σy
)
∆Ty =min
(
∆T gly ,∆T
lo
y
)
| ∆T >∆Ty⇒W pl = 11.2 W
Equations générales : m,n,p,q,ϕ,γ,ξ,K Sy ,K
S
x
ζ1 = 12(ν+1)γ
2 tpϕ2βξ
(n2γ2+m2)π2
ζ2 =
32γ2ϕ2 t2pβ (n
2γ2+m2+νn2γ2+m2ν)
π2 (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ31 =
4 t2p (γ
4 q2n2+m2νq2γ2+m2 p2+p2νn2γ2)
(3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ32 =
−64ϕ tpγ (m2νγK Sx+m2K Sy +γ3n2K Sx+νn2γ2K Sy )
π2K Sx K
S
y (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ33 = −83
t2p (m
4+γ4n4+2n2m2γ2)
3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2
Solution dégradée 1- flambement en mode 1 : m = n = p = q = 1
ζ1 = 12(ν+1)γ
2hϕ2βξ
(1+γ2)π2 ζ2 =
32γ2ϕ2 t2pβ (γ
2+νγ2+ν+1)
π2 (3γ4+3−2γ2+8νγ2)
ζ31 = 4 tp (γ
4+ν γ2+1+νγ2)
(3γ4+3−2γ2+8νγ2) ζ32 =
−64ϕ tpγ (νγK Sx+K Sy +γ3K Sx+νγ2K Sy )
π2K Sx K
S
y (3γ4+3−2γ2+8νγ2)
ζ33 = −83
t2p (γ
4+2γ2+1)
3γ4+3−2γ2+8νγ2
Solution dégradée 2 - Ingénierie (SC encastrée, pas connecteur constant) :
m = n = p = q = 1, K Sx =K Sy →∞ et γ= 1
ζ1 = 6ξβϕ
2 tp (1+ν)
π2
ζ2 =
16ϕ2 t2pβ (1+ν)
π2 (1+2ν)
ζ31 =
2 t2p (1+ν)
(1+2ν) ζ32 = 0 ζ33 = −83
t2p
(1+2ν)
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1.3.4 Cas EEEE
TABLE D.3: Solution analytique : plaque encastrée isotherme
~y
~x
0
sy
0 sx
ϕ = sxtp
γ =
sy
sx
ξ =
(
W
tp~z
~x
0
tp
(
W
Equations générales :
Wa f = ζ1 ∆T
Wp f =
√
ζ2 ∆T +ζ3 | ζ3 = ζ31 ξ2+ζ32 f S +ζ33
Wr f = 12
ζ2
(
T−Tr f
)
p
ζ2 ∆Tr f +ζ3
+
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
∆Tr f =
−2 ζ3−ζ2 ∆Ty+2 ζ1 ∆Ty
(
ζ1 ∆Ty+
√
ζ21 (∆Ty)
2−ζ2 ∆Ty−ζ3
)
ζ2
∆Tcrit =−ζ3ζ2 | kcrit =
32β∆Tc ϕ2
π2
| ∆T gly =
(1−ν)σy
E β
∆T loy = 1βϕ
√
π2 kcrit
32
σy
E
(
1− 0.25
ϕ
√
π2 kcrit
32
E
σy
)
∆Ty =min
(
∆T gly ,∆T
lo
y
)
| ∆T >∆Ty⇒W pl = 11.2 W
Solution dégradée 1- flambement en mode 1 : m = n = p = q = 1
ζ1 = 9ξβγ
2ϕ2 tp (νγ2+ν+γ2+1)
π2 (3+3γ4+2γ2) ζ2 =
384
5
γ2ϕ2 t2pβ (γ
2+1+ν+νγ2
π2 (40νγ2−10γ2+7+7γ4)
ζ31 = t2p ζ32 = 0 ζ33 =−12815
t2p (2γ
2+3+3γ4)
40νγ2−10γ2+7+7γ4
Solution dégradée 2 - Ingénierie (SC encastrée, pas connecteur constant) :
m = n = p = q = 1, K Sx =K Sy →∞ et γ= 1
ζ1 = 9ξβϕ
2 tp (1+ν)
4π2
ζ2 = 1925
ϕ2 t2pβ (1+ν)
π2 (1+10ν)
ζ31 = t2p ζ32 = 0 ζ33 = −25615
t2p
(1+10ν)
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1.3.5 Cas SC +mécanique
TABLE D.4: Solution analytique : élément SC isotherme + chargement mécanique imposé
~y
~x
0
sy
0 sx
εi
m
p
x
x
εimpyy
ϕ = sxtp
γ =
sy
sx
ξ =
(
W
tp~z
~x
0
tp
(
W
Équations générales :
Wa f = ζ1 ∆T
Wp f =
√
ζ2 ∆T +ζ3 | ζ3 = ζ31 ξ2+ζ32 εimpxx +ζ33 εimpy y +ζ34
Wr f = 12
ζ2
(
T−Tr f
)
p
ζ2 ∆Tr f +ζ3
+
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
∆Tr f =
−2 ζ3−ζ2 ∆Ty+2 ζ1 ∆Ty
(
ζ1 ∆Ty+
√
ζ21 (∆Ty)
2−ζ2 ∆Ty−ζ3
)
ζ2
∆Tcrit =−ζ3ζ2 | kcrit =
32β∆Tc ϕ2
π2
| ∆T gly =
(1−ν)σy
E β
∆T loy = 1βϕ
√
π2 kcrit
32
σy
E
(
1− 0.25ϕ
√
π2 kcrit
32
E
σy
)
∆Ty =min
(
∆T gly ,∆T
lo
y
)
| ∆T >∆Ty⇒W pl = 11.2 W
Equations générales : m,n,p,q,ϕ,γ,ξ,̟M ,K Sy ,K
S
x
ζ1 = −12(ν+1)γ
2 tpϕ2βξ
(γ2ν̟M n2−γ2n2−γ2̟M n2+m2ν̟M−m2−m2̟M )π2
ζ2 =
32γ2ϕ2 t2pβ (n
2γ2+m2+νn2γ2+m2ν)
π2 (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ31 =
4 t2p (γ
4 q2n2+m2νq2γ2+m2 p2+p2νn2γ2)
(3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ32 =
−32 t2pϕ2γ2 (γ2n2ν+m2)
π2 (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2) ζ33 =
−32 t2pϕ2γ2 (γ2n2+m2ν)
π2 (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ34 = 83
t2p (−m4+2m2ν̟M n2γ2+γ4ν̟M n4−m4̟M+m4ν̟M−n4γ4−2m2̟M n2γ2−2m2n2γ2−γ4̟M n4)
3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2
Solution dégradée 1- flambement en mode 1 : m = n = p = q = 1
ζ1 = −12(ν+1)γ
2hϕ2βξ
(ν̟M γ2−̟M γ2−γ2+ν̟M−̟M−1)π2 ζ2 =
32γ2ϕ2 t2pβ (γ
2+νγ2+ν+1)
π2 (3γ4+3−2γ2+8νγ2)
ζ31 = 4 tp (γ
4+ν γ2+1+νγ2)
(3γ4+3−2γ2+8νγ2) ζ32 =
−32h2ϕ2γ2 (γ2ν+1)
(−2γ2+8γ2ν+3+3γ4)π2 ζ33 =
−32h2ϕ2γ2 (γ2+ν)
(−2γ2+8γ2ν+3+3γ4)π2
ζ34 = 83
t2p (−1+2ν̟M γ2+γ4ν̟M−̟M+ν̟M−γ4−2̟M γ2−2γ2−γ4̟M )
3γ4+3−2γ2+8νγ2
Solution dégradée 2 - Ingénierie (SC encastrée, pas connecteur constant) :
m = n = p = q = 1 et γ= 1
ζ1 = −6ξβϕ
2 tp (1+ν)
π2 (ν̟M−̟M−1) ζ2 =
16ϕ2 t2pβ (1+ν)
π2 (1+2ν)
ζ31 =
2 t2p (1+ν)
(1+2ν) ζ32 = ζ33
−8 t2pϕ2 (1+ν)
π2 (1+2ν) ζ34 =
8
3
t2p (ν̟M−̟M−1)
(1+2ν)
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1.3.6 Cas SC anisotherme
TABLE D.5: Solution analytique : élément SC anisotherme
~y
~x
0
sy
0 sx
f
S
=
K
S x
u
S x
fS = KSy u
S
y
ϕ = sxtp
γ =
sy
sx
ξ =
(
W
tp~z
~x
0
tp
(
W
Equations générales :
Wa f = ζ1 ∆T
Wp f =
√
ζ2 ∆T +ζ3 | ζ3 = ζ31 ξ2+ζ32 f S +ζ33Text+ζ34
Wr f = 12
ζ2
(
T−Tr f
)
p
ζ2 ∆Tr f +ζ3
+
√
ζ2 ∆Tr f +ζ3
∆Tr f =
−2 ζ3−ζ2 ∆Ty+2 ζ1 ∆Ty
(
ζ1 ∆Ty+
√
ζ21 (∆Ty)
2−ζ2 ∆Ty−ζ3
)
ζ2
∆Tcrit =−ζ3ζ2 | kcrit =
32β∆Tc ϕ2
π2
| ∆T gly =
(1−ν)σy
E β
∆T loy = 1βϕ
√
π2 kcrit
32
σy
E
(
1− 0.25ϕ
√
π2 kcrit
32
E
σy
)
∆Ty =min
(
∆T gly ,∆T
lo
y
)
| ∆T >∆Ty⇒W pl = 11.2 W
Equations générales : m,n,p,q,ϕ,γ,ξ,̟M ,K Sy ,K
S
x
ζ1 =−(12(−64n2m2Λν−64n2m2Λ+16n2π2m2νΛ+16n2π2m2Λ−4n2π2Λ+64n2m2ν−4n2π2νΛ+64m2n2
−4pi2m2Λ−4π2m2νΛ+π2νΛ+π2Λ))β tpϕ2γ2 ξ/((4γ2n4+16n4m2ν̟M γ2−16m2γ2n4−4γ2n4ν̟M
+4γ2n4̟M−16n4m2̟M γ2+4n2m2γ2−γ2n2̟M+4n2m2̟M γ2−γ2n2−4n2m2ν̟M γ2+γ2n2ν̟M
+16n2m4ν̟M−16n2m4−4n2m2ν̟M+4m2n2−16n2m4̟M+4n2m2̟M−m2−4m4ν̟M+4m4̟M
−m2̟M+m2ν̟M+4m4)π4)
ζ2 =32γ2ϕ2 t2pβ (16γ2n4π2m2Λν+γ2n2π2Λν+16γ2n4π2m2Λ−4γ2n2π2m2Λ+16n2π2m4νΛ−64γ2n4m2νΛ
−64n2m4Λ−64n2m4Λν−64γ2n4m2Λ−4n2π2m2Λν+π2m2Λν+π2m2Λ−4π2m4Λ−4γ2n4π2Λν+γ2n2π2Λ
−4γ2n2π2m2Λν+64γ2n4m2+64n2m4+64n2m4ν+64γ2n4m2ν−4n2π2m2Λ+16n2π2m4Λ−4γ2n4π2Λ
−4π2m4νΛ)/(π4 (8γ2n4m2+8n2m2νγ2−32γ2n4m2ν−32n2m4νγ2+128n4m4νγ2−2n2m2γ2+8n2m4γ2
−32n4m4γ2−12m6−12γ4n6+3γ4n4+3m4−12n2m4+48n2m6−12γ4n4m2+48γ4n6m2))
ζ31 = t2p
ζ32 =
−64ϕ tpγ (m2νγK Sx+m2K Sy +γ3n2K Sx+νn2γ2K Sy )
π2K Sx K
S
y (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2)
ζ33 =32ϕ2 t2pβγ2 (−64n2m4Λ+γ2n2π2Λν+16γ2n4π2m2Λ−4γ2n2π2m2Λ+16n2π2m4νΛ−64γ2n4m2νΛ
−4n2π2m2Λν−4γ2n4π2Λν−π2m2ν+4π2m4ν−16n2π2m4+64n2m4ν+64γ2n4m2−64γ2n4m2Λ+π2m2Λν
+γ2n2π2Λ+64γ2n4m2ν+16n2π2m4Λ−4γ2n4π2Λ−4π2m4νΛ+4π2n2m2−16n2π2m4ν+4π2m4−π2m2
+64n2m4+4n2π2m2ν−γ2n2π2+4γ2n4π2−64n2m4Λν+16γ2n4π2m2Λν−4γ2n2π2m2Λν+π2m2Λ
−γ2n2π2ν−16γ2n4π2m2+4γ2n2π2m2+4γ2n4π2ν−16γ2n4π2m2ν+4γ2n2π2m2ν−4n2π2m2Λ−4π2m4Λ)/
(π4 (8γ2n4m2+8n2m2νγ2−32γ2n4m2ν−32n2m4νγ2+128n4m4νγ2−2n2m2γ2+8n2m4γ2−32n4m4γ2
−12m6−12γ4n6+3γ4n4+3m4−12n2m4+48n2m6−12γ4n4m2+48γ4n6m2))
ζ34 = −83
t2p (m
4+γ4n4+2n2m2γ2)
3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2
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Solution analytique : élément SC anisotherme (suite)
Solution dégradée 1- flambement en mode 1 : m = n = p = q = 1
ζ1 = −43
(9pi2νΛ+64−64Λν−64Λ+9pi2Λ+64ν)
(−̟M γ2+ν̟M γ2−γ2−̟M+ν̟M−1)π4
ζ2 = 329
γ2ϕ2 t2pβ (9γ
2π2Λν+9γ2π2Λ+9π2νΛ−64γ2νΛ−64Λ−64Λν−64γ2Λ+9π2Λ+64γ2+64+64ν+64γ2ν)
π4 (−2γ2+8γ2ν+3+3γ4)
ζ31 = t2p
ζ32 =
−64ϕ tpγ (νγK Sx+K Sy +γ3K Sx+νγ2K Sy )
π2K Sx K
S
y (3γ4+3−2γ2+8νγ2)
ζ33 = 329 ϕ2 t2pβγ2 (−9γ2π2ν−64Λ−9π2−9π2ν−9γ2π2+9π2νΛ+9γ2π2Λ+9γ2π2Λν−64γ2νΛ−64Λν
−64γ2Λ+64γ2+64ν+64γ2ν+64+9π2Λ)/(π4 (−2γ2+8γ2ν+3+3γ4))
ζ34 = 83
t2p (−1+2ν̟M γ2+γ4ν̟M−̟M+ν̟M−γ4−2̟M γ2−2γ2−γ4̟M )
3γ4+3−2γ2+8νγ2
Solution dégradée 2 - Ingénierie (SC encastrée, pas connecteur constant) :
m = n = p = q = 1, K Sx =K Sy →∞ et γ= 1
ζ1 = −23
ξϕ2 tpβ (9π2νΛ+9π2Λ−64Λν−64Λ+64ν+64)
π4 (ν̟M−̟M−1)
ζ2 = 169
ϕ2 t2pβ (9π
2Λν+9π2Λ−64Λ−64Λν+64+64ν)
π4 (1+2ν)
ζ31 = t2p
ζ32 = 0
ζ33 = 169
t2pϕ
2β (9π2Λ+9π2Λν−9π2−64Λ−64Λν+64+64ν−9π2ν)
π4 (1+2ν)
ζ34 = 83
t2p (ν̟M−̟M−1)
(1+2ν)
1.4 Identification dumoment de correction
On identiﬁe ici le paramètre̟M .
À partir des tables D.2 et D.3, on est en mesure d’exprimer la température critique an-
alytiquement pour les solutions de la plaque simplement appuyée (AAAA) et de la plaque
encastrée (EEEE) sur ses quatre bords. La confrontation des domaines de voilement avec les
résultats issus des simulations éléments ﬁnis (ﬁgure 3.6) montre que le domaine de ﬂambe-
ment est borné par la solution minorante AAAA et la solution majorante EEEE. On notera
que pour les plaques ϕ = 90 et ϕ = 100, T FEMcrit > T EEEEcrit (ﬁgure D.8a) ce qui est aberrant
mais s’explique par la difﬁculté à relever la température de ﬂambement exacte en présence
d’instabilité élastique ainsi que par les faibles valeurs des températures. Les deux situations
idéales enveloppes ne sont donc pas représentatives de la situation numérique. Dans ses
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études du ﬂambement mécanique des liners d’enceintes [Mézière, 2004], constate le même
phénomène pour des études menées à échelle du voile. Ce comportement s’explique par les
différences au niveau des conditions limites de chaque approche.
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FIGURE D.8:Domaines de ﬂambement des solutions analytiques : vs solution issue des élé-
ments ﬁnis (a), vs solutions aux valeurs particulières de̟M (b)
Dans le modèle AAAA, les rotations sont supposées parfaitement libres (ﬁgure 3.12a),
contrairement au modèle EEEE dans lequel ces dernières sont totalement bridées (ﬁg-
ure 3.12b). La présence de connecteurs et d’un remplissage en béton dans les modèles
numériques sont à l’origine d’un bridage partiel des rotations (ﬁgure 3.12c). On se propose
de tenir compte de ce bridage partiel en appliquant unmoment de correction dans le calcul
de la solution AAAA, correspondant à la part restreinte de la rotation.
20 40 60 80 100
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̟ = ( ϕ58 )
2
FIGURE D.9: Identiﬁcation de̟M en fonction de l’élancement ϕ
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Ce moment est estimé à partir du moment somme 3.20 pondéré d’un coefﬁcient ̟M .
Lorsque ̟M = 0, on retrouve le domaine de voilement de la solution simplement appuyée.
Lorsque ̟M augmente, le domaine évolue vers la solution encastrée. Compte tenu de la re-
lation (3.20), il est rassurant d’observer une bonne correspondance entre la solution AAAA
corrigée et la solution EEEE pour ̟M = 2 (ﬁgure D.8b). En effet, la correction apportée alors
sous-entend un bridage complet de la plaque.
Le coefﬁcient ̟M peut être obtenu par identiﬁcation sur les résultats numériques en
procédant par dichotomie. Compte tenu des valeurs observées sur la ﬁgure D.8a, les bornes
initiales seront prises égales à 0 et 3. On aboutit à un jeu de valeurs de ̟M (ϕ) sur lesquelles
on effectue une régression linéaire menant par la suite à l’expression (D.13)
̟M : ϕ 7→
( ϕ
58
)2
(D.13)
Le domaine de voilement de la solution analytique SC corrigée correspond ainsi aux résultats
numériques et la table D.1 servira de référence dans le projet de normalisation du voilement
thermique.
1 1, 5 2 2, 5 3
0.0
0.5
1.0
1.5
2.0
ϕ
√
σy/Ea
β
∆
T
c
ri
t
/ε
y
FEM
SC|̟M=(ϕ/58)2
FIGURE D.10:Domaine de voilement solution corrigée SC (§1.3.2)
2 Méthode approchée :minimisation de l’énergie potentielle
Cette partie présente la méthode alternative de résolution de l’équation (3.24) de von
Kármán-Föpple par la méthode variationnelle.
2.1 Fondements de laméthode
La méthode d’approximation consiste à résoudre le problème d’approximation et à
rechercher les coordonnées généralisées telles que déﬁnies par les relations (3.28a) à (3.28c).
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Conformément à l’approche cinématique, la solution approchée du déplacement hors-
plan w sera décomposée dans une base fonctionnelle de fonctions trigonométriques : Ψ :
(x, y) 7→ sin
(
m π x
sx
)
sin
(
n π y
sy
)
.
La détermination des expressions des déformations, efforts et moments agissant sur le
système, est en tout point identique à la démarche détaillée au paragraphe 1.1 de la présente
annexe et ne sera donc pas répétée ici.
La méthode de minimisation de l’énergie potentielle trouve ses fondements dans l’écrit-
ure du bilan énergétique du système élastique. La condition d’équilibre obtenue en différen-
ciant ensuite l’énergie potentielle Π par rapport à la perturbation (voir chapitre II, §1.1.2)
amène à un système d’équations dont les coordonnées généralisées sont solutions.
Suite au principe de conservation de l’énergie, l’énergie potentielle du système mé-
canique de la plaque voilée s’écrit comme la somme d’une énergie de déformation mem-
branaireUm et d’une énergie de déformation de ﬂexionUf.
Π=Um+Uf (D.14)
L’expression de l’énergie de ﬂexion est obtenue en intégrant les moments internes par leur
courbure respective :
Uf =−
D
2
Ï
P
Mαβ καβdxdy. (D.15)
En injectant dans (2.1) l’expression des moments (3.11c) avecM th = 0, il vient :
Uf =
D
2
Ï
P
{[(
w − (w
)
,xx +
(
w − (w
)
,y y
]2
+2 (1−ν)
[(
w − (w
)2
,xy
−
(
w − (w
)
,xx
(
w − (w
)
,y y
]2}
dxdy (D.16)
[Wierzbicki, 2006a] fait remarquer que le terme
(
w − (w
)2
,xy −
(
w − (w
)
,xx
(
w − (w
)
,y y
est toujours nul pour une plaque aux bords droits. En effet, cette dernière expres-
sion peut également s’écrire −
(
κxx κy y −κ2xy
)
grâce à (3.7). On reconnaît ici l’expres-
sion de la courbure de Gauss κxx κy y − κ2xy = κI κI I (où κI et κI I sont les courbures
principales) nulle pour la géométrie considérée. L’équation (D.16) se simpliﬁe alors en
D
2
Î
P
[(
w − (w
)
,xx +
(
w − (w
)
,y y
]2
dxdy . Enﬁn, il faudra tenir compte du moment correctif
qui, d’après la relation ajoute le terme −D2
Î
P
Mcor r (κxx +κy y )dxdy àUf, qui s’écrit ﬁnale-
ment dans notre cas :
Uf =
D
2
Ï
P
{[(
w − (w
)
,xx +
(
w − (w
)
,y y
]2
−Mcor r (κxx +κy y )
}
dxdy (D.17)
Le second termeUm est naturellement obtenu à partir du travail des efforts demembranes :
Um =
1
2
Ï
P
(
Nxx εxx +Ny y εy y +Nxy εxy
)
dxdy (D.18)
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2.2 Expression de la solution analytique
Réinjecter (D.17) et (D.18) dans (D.14) procure l’expression de Π. Le système dont l’in-
connueW est solution est ﬁnalement obtenu en recherchant la condition d’équilibre de Tr-
efftz : ∂Π
∂W = 0.
La solution en régime post-ﬂambement s’écrit ﬁnalement :
Wp f =
√
ζ2∆T +ζ3 (D.19a)
avec,
ζ2 =
32γ2ϕ2 t2pβ (n
2γ2+m2+νn2γ2+m2ν)
π2 (9m4+9n4γ4+2m2n2γ2)
(D.19b)
ζ3 = ζ31 ξ2+ζ32 f S +ζ33 (D.19c)
et,
ζ31 =
4 t2p (γ
4 q2n2+m2νq2γ2+m2 p2+p2νn2γ2)
(9m4+9n4γ4+2m2n2γ2)
(D.19d)
ζ32 =
−64ϕ tpγ (m2νγK Sx+m2K Sy +γ3n2K Sx+νn2γ2K Sy )
π2K Sx K
S
y (9m
4+9n4γ4+2m2n2γ2
(D.19e)
ζ33 =
8
3
t2p (−m4+2m2ν̟M n2γ2+γ4ν̟M n4−m4̟M+m4ν̟M−n4γ4−2m2̟M n2γ2−2m2n2γ2−γ4̟M n4)
9m4+9n4γ4+2m2n2γ2
(D.19f)
Dans le cas dégradé tel que m = n = p = q = 1, K Sx = K Sy →∞ et γ = 1 les expressions
(D.19b), (D.19d), (D.19e) et (D.19f) se simpliﬁent en : ζ2 =
16ϕ2 t2pβ (ν+1)
5π2
, ζ31 = 25 t2p (ν+1), ζ32 = 0
et ζ33 =− 815 t2p (ν̟−̟+1)
2.3 Confrontation avec les résultats issus de laméthode de Galerkin
Les expressions (D.19b), (D.19d), (D.19e) et (D.19f) dans leur forme générale présentent
le même numérateur que leurs homologues présentées par la table D.1. Il en résulte des
températures critiques de ﬂambement ∆Tcrit =−ζ3ζ2 identiques dans les deux approches.
Seul le dénominateur change, valant (9m4+9n4γ4+2m2n2γ2) pour laméthode énergé-
tique et (3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+8m2νn2γ2) pour celles de Galerkin.
Il est évident que ∀(m,n);∈N∗2 , 9m4+9n4γ4+2m2n2γ2 > 3n4γ4+3m4−2m2n2γ2+
8m2νn2γ2. Il en résulte que la solution obtenue par la méthode énergétique sera toujours
plus faible que la solution obtenue par la méthode de Galerkin.
Ce constat se retrouve dans la ﬁgure D.11 où sont tracés les résultats obtenues pour
chacune des deux approches. On y remarque que l’approximation de Galerkin approche
très correctement la réponse calculée par la méthode éléments ﬁnis, tandis que le résul-
tat obtenu via l’approche énergétique est unminorant qui n’est pas satisfaisant, notamment
pour des élancements importants ϕ≥ 50 (ﬁgure D.11b).
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FIGURE D.11: Confrontation des approches FEM, Galerkin et énergétique, ϕ = 30 (a) et ϕ =
60 (b)
3 Critère de flambage pour un chargement quelconque
Nous présentons ici une proposition de méthode pour écrire la déformée au ﬂambage
d’une tôle plane rectangulaire dont les sommets sont à déplacements nuls, notamment en
présence de cisaillement.
Soit le domaine déﬁni par une plaque dont les déplacements sont nuls au niveau des
connecteurs comme représenté par la ﬁgure D.12. On suppose la plaque soumise à l’état de
~µ
~x
~y~ξ
θ
lb
la
~u =~0
FIGURE D.12: Repère des contraintes principales
contrainte suivant dont les composantes sont données dans la base cartésienne (~x,~y) par la
matrice :
N
(~x,~y)7−→
[
Nxx Nxy
Nxy Ny y
]
(D.20)
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Soit la base principale (~ξ,~µ) telle que :
N
(~ξ,~µ)7−→
[
Nξ 0
0 Nµ
]
(D.21)
On calcule Nξ, Nµ et θ en fonction de Nxx , Ny y et Nxy
Nξ =
Nxx +Ny y
2
+
√(
Nxx −Ny y
2
)2
+N2xy (D.22a)
Nµ =
Nxx +Ny y
2
−
√(
Nxx −Ny y
2
)2
+N2xy (D.22b)
On en déduit θ :
tan2θ= 2Nxy
Nxx −Ny y
(D.23)
La connaissance de θ permet de construire le rectangle circonscrit à la plaque initiale. Ses
côtés sont parallèles aux directions principales (~ξ,~µ) et passent par les sommets du rectangle
initial. Par projection il vient :
O ~x
~y
~ξ
Ω
~µ
M(x,y)
ξm
µ
m
B
θ lx
ly
l µ
l ξ
~ t
y
~tx
FIGURE D.13: Plaque circonscrite à la maille élémentaire SC
Lξ = lx cosθ+ ly sinθ (D.24a)
Lµ = ly cosθ+ lx sinθ (D.24b)
Puis :
‖~tx‖ = lx (sinθ)2
‖~ty‖ = lx cosθ sinθ
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Le changement de repère (O,~x,~y ,~z) 7→ (Ω,ξ,µ,~z) s’écrit :
X ′ =R−1⊙ (X −T )
OùR est la rotation d’angle θ et (T ) la translation de composante (−tx , ty ) Il en résulte enﬁn
les relations de passages :
ξ= x cosθ+ y sinθ− tx cosθ+ ty sinθ= x cosθ+ y sinθ
µ= y cosθ−x sinθ+ tx sinθ+ ty cosθ= y cosθ−x sinθ+ lx sinθ (D.25a)
et inversement,
x = ξ cosθ−µ sinθ+ tx = ξ cosθ−µ sinθ+ lx (sinθ)2
y = ξ sinθ+µ cosθ− ty = ξ sinθ+µ cosθ− lx cosθ sinθ (D.25b)
Soit la déformée en ﬂambage de la tôle circonscrite soumise à Nξ et Nµ et dont les déplace-
ments sur les bords sont nuls. On pose wˇ =W Ψ avecΨ : (x, y) 7→ sin
(
m π x
sx
)
sin
(
n π y
sy
)
.
La relation d’équilibre sur la plaque circonscrite est :
D∇4Ψ=NξΨ,ξξ+NµΨ,µµ (D.26)
Qui conduit au critère de ﬂambage qui doit être vériﬁé pour queΨ soit solution de l’équation
d’équilibre :(
mπ
lξ
)2
Nξ+
(
nπ
lµ
)2
Nµ =D
[(
mπ
lξ
)2
+
(
nπ
lµ
)2]
(D.27)
Le critère de ﬂambage peut ensuite être exprimé directement dans la base globale avec Nxx ,
Ny y et Nxy .
Conclusion
Cette annexe propose des résultats complémentaires illustrant les développements du
chapitre III de ce travail de thèse. Nous avons détaillé laméthode analytique pour le cas de la
maille élémentaire d’élément SC. Il en résulte des expressions fastidieuses qui se simpliﬁent
considérablement en introduisant les quantités sans dimensions γ, ϕ et ξ et en remarquant
que la solution en régime pré-critique se met sous la forme ζ∆T et celle en régime post-
critique sous la forme
√
ζ2∆T +ζ3.
Nous avons alors enrichi les résultats en proposant des solutions analytiques pour un
ensemble de cas incluant la plaque simplement appuyée, la plaque encastrée, l’introduction
de chargements mécaniques ou d’un chargement thermique variable à la surface de plaque
T (x, y). Chacune de ces solutions fait l’objet d’une ﬁche de synthèse présentée par les tables
D.1 à D.5. On y présentera trois niveaux de dégradation pour chaque cas traité. Le premier
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niveau correspond à la solution non dégradée, pouvant faire l’objet d’une implémentation
numérique. Le second niveau réduit le ﬂambage à son premier mode. Il s’agit cependant du
cas le plus courant. Le dernier niveau résulte en des solutions très simples correspondant
au cas où la dilatation thermique est parfaitement bridée dans le plan et l’espacement des
connecteurs identique dans les deux directions. Ce cas, correspond au schéma de dimen-
sionnement classique des SC et le bridage parfait certiﬁe un réponse conservative au sens
de la sécurité.
Nous avons ensuite montré dans une seconde partie que la résolution par une méthode
énergétique représentait une alternative à la méthode de Galerkin, conduisant à une borne
inférieure de la solution cherchée. Nous justiﬁons ici l’intérêt porté aux méthodes cinéma-
tiques.
Enﬁn, nous avons présenté une méthode aboutissant à un critère de ﬂambage dans le
cas du chargement quelconque pour des plaques similaires au structures SC, telles que le
déplacement s’annule aux sommets seulement.
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Annexe E
Plans utilisés lors de la campagne
expérimentale
Cette annexe présente les plans utilisés dans la campagne
expérimentale menée au chapitre IV.
Sont proposés les plans relatifs aux spécimens avec ou sans
défaut, ainsi que les plans propres au HEB, au cadre inférieur et
aux plats et isolants constitutifs du support expérimental.
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